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Prefacio

A seguranca contra incéndio dos edificios (SCIE) e, nesse particular, a seguranca das
estruturas em situacao de incéndio (SESI) sdo hoje uma realidade inquestionavel na
vida das sociedades modernas que exigem cada vez maiores padrdes de conforto
e seguranga. A pesquisa e desenvolvimento nessas areas tém tido um desenvolvi-
mento acelerado a nivel mundial a que Portugal e Brasil ndo tém ficado alheios. Esse
desenvolvimento vai desde a descoberta de novos sistemas de combate a incéndio
ou de detecao de incéndio, passando pela prépria organizacao e gerenciamento da
seguranga, até aos novos métodos de dimensionamento e projeto de estruturas em
situacao de incéndio. As universidades e os centros de pesquisa a nivel mundial tém
realizado muitos projetos, principalmente na area das estruturas em situacao de
incéndio, que permitiram esses desenvolvimentos, muitos deles transpostos para
normas internacionais ou cédigos de projeto. Portugal e Brasil estdao na linha da
frente nesse aspeto, acompanhados por Espanha, sendo por isso motores de de-
senvolvimento da area no espaco Ibero-latino-americano.

Mesmo com todos esses desenvolvimentos ainda continuam a existir incéndios em
edificios, um pouco por todo o mundo que destroem bens e ceifam vidas humanas.
Esses acidentes acontecem por falta de regulamentacao, inclria ou desconheci-
mento. Nao interessa recordar aqui episodios tristes do passado recente que deix-
am na nossa alma um profundo sentimento de consternacao, mas devemos refletir
com esses acontecimentos e concluir que muito ainda ha a fazer nessa area no
espaco ibero-latino-americano. Sera muito importante organizar a regulamentacao
e normatizacao nesses paises nos proximos anos, aplicar as mesmas de forma re-
sponsavel e consciente e ndo andar a reboque dos acontecimentos.

A regulamentacao na area da SCIE e SESI é ja vasta e bastante evoluida, onde Portu-
gal e Brasil tém desenvolvido um papel importante no seu desenvolvimento e apli-
cagao em seus paises. Todavia o conhecimento do meio técnico nao é tao evolui-
do como seria desejado. A realidade hoje é bem melhor que uma década atras,
mas ainda ha muito a fazer ao nivel da formacao. Em Portugal, a universidade de
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Coimbra tem nesse momento um mestrado e um doutorado em engenharia de se-
guranga ao incéndio, mas mesmo assim essa area tarda em ser reconhecida, como
um ramo da engenharia, por algumas associacoes profissionais mais tradicionais.
No Brasil, a realidade é um pouco pior, pois ainda ndo existem cursos superiores ao
nivel do mestrado e doutorado de reconhecimento nacional e tardam a aparecer
muito por conta do engessamento burocratico do sistema. Ao nivel dos cursos
médios a realidade é melhor pois em ambos os paises tém havido cursos em varias
areas da SCIE.

Ultrapassando um pouco a esfera dos projetistas e dos académicos, temos os
bombeiros e os agentes de defesa civil. Esses sao talvez os que mais tém exigido
o desenvolvimento da area em ambos os paises. E aqui deve-se dizer que o Brasil
vai na frente, porque conta com bombeiros profissionais motivados e na busca
constante do conhecimento, fruto de uma carreira profissional devidamente es-
truturada. Os bombeiros Brasileiros tém profissionais devidamente qualificados ao
nivel técnico, ndo sé no combate ao incéndio como também na area da analise de
projeto e na regulamentacao. A realidade Espanhola também é boa a esse nivel,
mas Portugal e os demais paises da América Latina tém ainda que encarar o prob-
lema de frente e reestruturar essas carreiras profissionais para uma maior eficacia
desses profissionais.

A realidade da area tem evoluido muito nos ultimos anos no espago ibero-latino-
americano, mas muito ha ainda a fazer e, aqui, a comunidade de paises de lingua
portuguesa e espanhola poderiam em conjunto fomentar esse desenvolvimento,
com a realizagcdo de projetos de pesquisa, normas, regulamentos, cursos de for-
macgao e outras acoes. Os CILASCI — Congressos Ibero-Latino-Americanos em Segu-
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ranca Contra Incéndio, organizados pela ALBRASCI — Associacao Luso-Brasileira
para a Seguranca Contra Incéndio (www.albrasci.com), sao um exemplo duma acao
que tende a juntar esses paises em torno da area da SCIE. Esses congressos pre-
tendem ser espacos de debate sobre as diferentes tematicas da seguranca contra
incéndio, onde profissionais de diferentes areas, académicos, bombeiros e demais
publicos apresentam e discutem os ultimos avancos. Apds o sucesso do primei-
ro congresso (CILASCI 1) que ocorreu em 2011, em Natal, no Brasil, realizou-se
em Coimbra, Portugal, em Maio de 2013, o segundo congresso (CILASCI 2) que
também ele foi um éxito com a apresentacao de trabalhos de grande qualidade.
Os melhores trabalhos na area da seguranca as estruturas de ago em situacao de
incéndio foram selecionados para publicacdo nesta nova revista da estrutura de
aco do CBCA. Esta revista tem publicado artigos cientificos de grande valor na
area da construcao em aco e dedica esta edicao especial ao CILASCI 2 e as estru-
turas de aco em situacao de incéndio. Assim, deixo-vos com mais essa excelente
acao para a promocao da pesquisa e desenvolvimento e difusao do conhecimento
pelo meio técnico da area da seguranca das estruturas em situacao de incéndio.

Joao Paulo Correia Rodrigues

Professor de Engenharia Civil da Universidade de Coimbra em Portugal
Presidente da ALBRASCI

Coordenador da Comissao Organizadora do CILASCI 2
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Resumo

O objetivo deste trabalho foi estudar colunas de ago e mistas de aco-betdo em edificios, em
situacdo de incéndio. Foi estudada a influéncia de varios parametros como a rigidez da
estrutura circundante, o nivel de carregamento, e a esbelteza das colunas. Os resultados dos
ensaios experimentais foram comparados com simulagdes numéricas, reproduzindo as
condicdes a que as colunas estdo sujeitas em edificios. A principal conclusdo do estudo foi que
a resisténcia ao fogo de colunas de ago é praticamente independente da rigidez da estrutura
circundante, dependendo principalmente da esbelteza e do nivel de carregamento.

Palavras-chave: Fogo, Resisténcia, Coluna, Ago, Betdo.

Abstract

The purpose of this work was to study steel and composite steel-concrete columns in
buildings, under fire situation. The influence of several parameters was studied, such as the
stiffness of the surrounding structure, the load level, and the slenderness of the columns.
Results of the experimental tests were compared with numerical simulations, reproducing the
conditions to which the columns are subject to, in real buildings. The main conclusion of the

study was that the fire resistance of steel columns is practically independent of the stiffness of
the surrounding structure, depending mainly of the slenderness and the load level.

Keywords: Fire, Resistance, Column, Steel, Concrete

1 Introdugao

O comportamento ao fogo de colunas de aco em edificios tem sido estudado por um
grande numero de investigadores. Contudo, grande numero destes estudos ndo
considera de forma adequada a interacdo com a estrutura circundante [1, 2].

Neste trabalho, foi construida uma instalacdo experimental, constituida por um pértico

de restricdo tridimensional e um pdrtico de reacdo, onde foi suspenso um cilindro

* autor correspondente



hidraulico que foi utilizado para aplicar a carga de servico na coluna em estudo [3]. Um
forno elétrico modular, com 2,5m de altura foi utilizado para aplicar a a¢do térmica,

seguindo a curva ISO 834.

Este trabalho foi constituido por uma parte experimental e outra numérica. Nos
ensaios experimentais, foram ensaiadas 12 colunas de ago, e 12 colunas mistos ago-
betdo, com betdo entre os banzos. No estudo numérico, foram realizadas 60
simulacdes numéricas para as colunas de aco e 12 para as colunas mistas, as mesmas

estudadas experimentalmente.

2 Ensaios Experimentais

Nos ensaios experimentais em colunas de ago, foram ensaiadas colunas de aco HEA
200 e HEA160, inseridas numa estrutura circundante, com 30% e 70% do valor de
calculo da carga de encurvadura prevista segundo a EN1993-1.2 [2] e com valores da
rigidez da estrutura circundante de 13, 45 e 128 kN/m. Nas colunas mistas ago-betdo
0s mesmos casos foram alvo de andlise.

As figuras 1 a 3 mostram a instalacdo experimental e as colunas apds o ensaio.

Figura 1 — Instalagdo Experimental Figura 2 — Coluna mista Figura 3 — Coluna de ago
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Figura 4 — Esquema das colunas de aco Figura 5 — Esquema das colunas mistas

(mm)

Figura 6 — Sec¢Ges transversais das colunas mistas (a) PM200 (HEA200) (b) PM160
(HEA160)

As figuras 4 a 6 mostram esquemas das colunas com as definicbes em altura das
segOes transversais, e detalhes com a geometria dessas se¢Oes, para ambos os tipos de
colunas. O quadro 1 apresenta o plano dos 24 ensaios experimentais em colunas de

aco e mistas.



Quadro 1 — Plano dos ensaios experimentais em colunas de aco e mistas aco-betdo

Ensaios Perfil Rigidezda Carregamento Ensaios Perfil Rigidezda Carregamento
(Colunas de aco) estrutura (kN) (Colunas mistas) estrutura (kN)
(kN/m) (KN/m)

PA200-K13-NC0.7 HEA200 13 999,8 (70%) PM160-K128-NC0.3 HEA160 128 261 (30%)
PA160-K13-NCO0.7 HEA160 13 621 (70%) PM160-K128-NC0.7 HEA160 128 610 (70%)
PA200-K13-NC0.3 HEA200 13 428 (30%) PM200-K128-NC0.3 HEA200 128 508 (30%)
PA160-K13-NC0.3 HEA160 13 266 (30%) PM200-K128-NC0.7 HEA200 128 1185 (70%)
PA160-K45-NC0.7 HEA160 45 621 (70%) PM160-K45-NC0.3 HEA160 45 261 (30%)
PA160-K45-NC0.3 HEA160 45 266 (30%) PM160-K45-NC0.7 HEA160 45 610 (70%)
PA200-K45-NC0.7 HEA200 45 999,8 (70%) PM200-K45-NC0.3 HEA200 45 508 (30%)
PA200-K45-NC0.3 HEA200 45 266 (30%) PM200-K45-NC0.7 HEA200 45 1185 (70%)
PA200-K128-NC0.3 HEA200 128 428 (30%) PM160-K13-NC0.3 HEA160 13 261 (30%)
PA160-K128-NC0.3 HEA160 128 266 (30%) PM160-K13-NC0.7 HEA160 13 610 (70%)
PA200-K128-NC0.7 HEA200 128 999,8 (70%) PM200-K13-NC0.3 HEA200 13 508 (30%)
PA160-K128-NC0.7 HEA160 128 621 (70%) PM200-K13-NC0.7 HEA200 13 1185 (70%)

3 Simulagdoes Numeéricas

Em termos numéricos, foram realizadas varias simula¢6es recorrendo ao programa de
elementos finitos ABAQUS, para diferentes valores de carga de rotura prevista
segundo a EN1993-1.2 [2]. Principalmente para as colunas de aco, o estudo
paramétrico foi bastante abrangente contemplando diferentes niveis de carregamento
nomeadamente 30%, 50% e 70% da carga de encurvadura a temperatura ambiente,
diferentes valores de rigidez da estrutura circundante, 13, 45 e 128 kN/m, em colunas
com cinco comprimentos diferentes entre 2,5m e 6,4m, variando assim a esbelteza
entre 35,1 e 90. A figura 7 mostra a forma de simular os diferentes valores de rigidez

da estrutura circundante.

a) b) c)

Figura 7 - Modelo do podrtico de restricao tridimensional para diferentes valores da

rigidez da estrutura circundante (a) K=13 kN/mm (b) K=45 kN/mm (c) K=128 kN/mm



O estudo numérico foi bastante rigoroso, tendo sido feita uma andlise geométrica e
material ndo linear com imperfeicbes da estrutura e das colunas de ensaio. A figura 8
(a) a (c) mostram a aplicacdo das acBes térmicas a diferentes alturas das colunas, com
diferentes temperaturas ambiente, conforme os resultados dos ensaios experimentais.
No estudo paramétrico, as temperaturas foram consideradas uniformes a toda a altura

das colunas de acordo com a curva ISO 834.

e) f)

Figura 8 - Detalhes dos modelos numéricos
A figura 8 (d) mostra um pormenor das interacGes entre partes do modelo, tendo sido
utilizadas intera¢des “tie constraint”, do tipo master-slave. A figura 8 (e) mostra os
elementos finitos selecionados no topo das colunas para a determinacdo dos esforcos
axiais desenvolvidos durante os ensaios, pela integracdo das tensdes normais nestes
elementos finitos. A figura 8 (f) mostra a aplicacdo das cargas no topo da estrutura, em

varios pontos, por forma a evitar o esmagamento do a¢o no ponto de aplicagao.

A figura 9 mostra o processo da aplicagdo das cargas na coluna de ensaio. Por forma a
permitir direcionar as cargas aplicadas totalmente para a coluna central, as ligacdes
entre as vigas superiores e as colunas periféricas foram realizadas com vardes, que
permitiam o deslocamento para baixo, aquando da aplicacdo da carga, e ligacdo rigida

apos a carga totalmente aplicada, para aplicacdo das a¢Oes térmicas.

O Quadro 2 mostra o plano das 60 simulacdes numéricas em colunas de aco, fazendo

variar 3 niveis de carregamento, 5 comprimentos e 4 valores da rigidez da estrutura



circundante. Para as colunas mistas, o plano das simula¢des numéricas coincidiu com o

plano de ensaios experimentais.

(a) (b) (c) (d)

Figura 9 - Método de aplicacdo das cargas nas simulagdes numéricas

Quadro 2 — Plano das simulagdes numéricas em colunas de aco

Rigidez da Nivel d
anci estrutura ivel de
Refernclado Gircundante le(m) A carregamento (Eﬁ)
(kN/mm) (%)

Ki-30 - A 35.1 250  35.1 495.7
Ki-30 - A 50.6 360 506 428.5
Ki-30 - A 65.4 i 13, 45 465 654 30 359.5
Ki-30 - A 80.1 1286 % 570  80.1 293.5
Ki-30 - A 90 6.40  90.0 254.8
Ki-50 - A 35.1 250  35.1 826.1
Ki-50 - A 50.6 360 506 7142
Ki-50 - A 65.4 465 654 50 599.1
Ki-50 - A 80.1 570  80.1 489.1
Ki-50 - A 90 6.40  90.0 424.6
Ki-70 - A 35.1 250 351 1156.6
Ki-70 - A 50.6 360 506 998.8
Ki-70 - A 65.4 465 654 70 838.8
Ki-70 - A 80.1 570  80.1 684.8
Ki-70 - A 90 6.40  90.0 594.5

4 Resultados

Neste capitulo, apresentam-se os resultados deste estudo. Os primeiros graficos
apresentados na figura 10 referem-se a calibracdo dos modelos numéricos. A figura 10
mostra a comparacdo da evolucdo das forcas de restricdo para os ensaios
experimentais e modelos numéricos, para um coluna de aco e outra mista a¢o-betdo.
Pode observar-se pelos graficos desta figura uma étima correlacdo entre os ensaios e

as modelagdes numéricas para ambos os tipos de coluna.



A figura 11 mostra os resultados numéricos dos tempos criticos para as colunas mistas.
Pode observar-se que para as duas se¢des PM160 e PM200, com o nivel de
carregamento 70%, a resisténcia das colunas nao é influenciada pela rigidez da
estrutura circundante. Essa resisténcia s6 é influenciada para um nivel de
carregamento de 30%, variando de 70 minutos para cerca de 50 minutos, no caso da

coluna PM200, e de 50 minutos para 40 minutos no caso da se¢do PM160.
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(a) (b)

Figura 10 - Comparacdo das forcas de restricdo entre resultados experimentais e

numeéricos (a) Coluna de agco PM160-K45-NCO0.3 (b) Coluna mista PM160-K128-NC0.7
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Figura 11 - Tempos criticos para as colunas mistas em fung¢do da rigidez da estrutura
Na figura 12 pode observar-se a evolucdo das forcas de restricdo para as colunas de
aco. Pode observar-se que para valores baixos da esbelteza (entre 35 e 50), as curvas
sdo mais suaves enquanto para valores superiores (entre 50 e 90) os graficos

apresentam picos bem definidos.

Com o objetivo de desenvolver um método simplificado para a determinacdo da

resisténcia ao fogo das colunas de aco, foi realizado este estudo paramétrico, fazendo



variar alguns parametros importantes no comportamento das colunas, como sejam a
esbelteza, o nivel de carregamento, e a rigidez da estrutura circundante. Nas Figuras
13 e 14, as temperaturas criticas e os tempos criticos foram graficados para diferentes
niveis de carregamento e rigidez da estrutura circundante em func¢do da esbelteza. A
temperatura critica é definida como sendo a temperatura média da coluna de aco,
quando as forgas de restricdo apds aumentarem e posteriormente diminuirem, voltam
a igualar o valor da carga inicialmente aplicada. A definicdo de tempo critico,

corresponde ao intervalo de tempo desde o inicio do ensaio, até ao instante referido.
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Figura 12 - Evolucdo das forcas de restricdo P/Py, para colunas de aco com rigidez da
estrutura circundante 45 kN/mm, para diferentes valores da esbelteza (a) Nivel de

carregamento 0.3 (b) Nivel de carregamento 0.7

Na Figura 13 pode ser observada a reducdo das temperaturas criticas com o aumento
da esbelteza da coluna. Contudo, a reduc¢do é mais acentuada para colunas com maior
nivel de carregamento. A analise dos graficos, englobando diferentes valores da rigidez
da estrutura circundante, 13, 45 e 28 kN/mm, bem como rigidez axial infinita, permite
concluir que a rigidez da estrutura circundante ndo influencia as temperaturas criticas,

e portanto, as resisténcias ao fogo das colunas.
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Figura 13 - Temperaturas criticas para diferentes valores do nivel de carregamento e

rigidez da estrutura circundante, em func¢do da esbelteza

Pela observacdo da Figura 14, pode dizer-se que as conclusdes tiradas para as

temperaturas criticas sdo validas para os tempos criticos. Também é possivel constatar

a grande influéncia do aumento do nivel de carregamento na reducdo da resisténcia ao

fogo. Quanto maior é o nivel de carregamento menor é o tempo critico das colunas e

portanto a resisténcia ao fogo.
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Figura 14 - Tempos criticos para diferentes valores do nivel de carregamento e rigidez da

estrutura circundante em fungdo da esbelteza

Nos Quadros 3 e 4 apresentam-se as expressGes analiticas para a determinacdo de

temperaturas criticas e tempos criticos em colunas de acgo inseridas em estruturas.



Quadro 3 — Expressdes analiticas para o calculo das temperaturas criticas e tempos

criticos de colunas de ac¢o para esbeltezas 35<A<50

NC=0.3

T, =599-1.16(A—35.1) | 1, =12.6-0.077(1-35.1)
NC=0.5

T, =528-1.03A1—35.1) | 1. =10.1-0.0454—35.1)
NC=0.7

T, =462-1.93(A-35.1) | 1, =82-0.0451-35.1)

Quadro 4 — Expressdes analiticas para o calculo das temperaturas criticas e tempos

criticos de colunas de ac¢o para esbeltezas 50<A<90

NC=0.3

T, =0.025(1-50.6)> =2.61(A=50.6)+582 | 1, =0.0012(A—50.6)" ~0.10(1-50.6) +11.4
NC=0.5

T, =0.035(1-50.6)° ~3.87(A=50.6)+515 | 1, =0.0013(1-50.6)° ~0.11(1~50.6) +9.4
NC=0.7

T, =0.066(A —50.6)> —6.79(A —50.6) + 436 ‘ t, =0.00141-50.6)> —0.13(A—50.6)+ 7.5

O método analitico aqui proposto tem a vantagem de ser muito simples de utilizar:
calculando a esbelteza da coluna, e considerando um determinado nivel de
carregamento, os tempos criticos e as temperaturas criticas podem ser obtidos
diretamente pelas féormulas apresentadas. Para niveis de carregamento diferentes dos
adotados, 30, 50 e 70%, podem ser feitas interpolacdes entre os valores obtidos para
os niveis referidos. A principal limitacdo deste método é o fato de apenas ser aplicavel
para colunas de aco totalmente envolvidas pelo fogo, enquanto a estrutura
circundante foi considerada ndo aquecida. Ndo foi portanto tida em conta a expansao

térmica das vigas adjacentes a coluna nem o contato com paredes divisérias.
5 Conclusoes

Deste trabalho de investigacdo, foram tiradas conclusGes importantes sobre o
comportamento de colunas de ago e mistas ago-betao, em estruturas. A principal
conclusdo aponta para o fato da resisténcia ao fogo ndo ser influenciada pelo valor da

rigidez da estrutura circundante. Na maioria dos casos, verificou-se que a resisténcia
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ao fogo é praticamente a mesma, seja qual for o valor da rigidez da estrutura

circundante.

Em geral, em edificios reais, um aumento da restricdo axial corresponde também a um
aumento da rigidez rotacional. Enquanto a restrigdo axial leva a uma redugdo da
resisténcia ao fogo das colunas, a rotacional provoca um aumento dessa mesma
resisténcia. No presente estudo, a redugdo das temperaturas criticas e tempos criticos
com o aumento da rigidez da estrutura circundante foi praticamente inexistente. S6 se
verificou para as colunas mistas aco-betdo, com nivel de carregamento baixo. Esta
constatagao leva a concluir que a rigidez da estrutura circundante nao tem um papel

muito significativo no comportamento das colunas em caso de incéndio.

A formulacdo analitica para a determina¢do da resisténcia ao fogo das colunas
apresentada neste artigo, pode portanto considerar as colunas com a dilatacdo
térmica totalmente restringida, ou seja, rigidez axial infinita, pois as resisténcias ao
fogo das colunas sdao praticamente independentes dos valores dessa restrigao. As
conclusdes aqui apresentadas para as colunas de aco sdo validas para intervalos de
esbeltezas entre 35 e 90, niveis de carregamento entre 0,3 e 0,7, e qualquer valor de

restricdo axial, até colunas totalmente restringidas.

O nivel de carregamento foi o parametro com maior influéncia no estudo.
Aumentando o nivel de carregamento, da-se uma reducdo consideravel nas
temperaturas criticas e nos tempos criticos das colunas.

A esbelteza das colunas também mostrou ter uma influéncia importante nas

temperaturas e tempos criticos.

Também se concluiu que a rigidez rotacional tem um papel importante na resisténcia
ao fogo destas colunas.

Relativamente as colunas mistas aco-betdo, mais conclusdes e a proposta de métodos
analiticos de previsdao da resisténcia ao fogo, carecem de um maior numeros de

simulagGes numéricas variando os mesmos parametros.
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Abstract

The bending performance of twenty seven beams was compared at different temperature
levels (20, 200, 400 and 600 °C), using the four-point bending test setup. Tests consider only
one composite cross section, two beam lengths and two different shear conditions for stirrups.
The performance of PEBs (Partially Encased Beams) was compared to bare steel | beams.
Progressive damage of concrete occurred during experiments. Normal cracks due to tensile
stress were the most visible ones, while crushing of concrete occurred due to developing of
compressive stress and deforming mode shape. All tested beams attained lateral torsional
buckling for deformed shape mode, with exception to those tested at 600 °C. The bending
stiffness of PEBs at room temperature is 15% higher than bare steel beam, being the post
buckling deformation quite different.

Keywords: Partially Encased Beams; Composite Steel and Concrete Section; Bending
Resistance; Elevated and Room Temperatures, Experimental Tests.

Resumo

O Comportamento a flexdo de vinte e sete vigas foi comparado para diferentes niveis de
temperatura (20, 200, 400 e 600 °C), utilizando ensaios de flexdo de quatro pontos. Foi
consiederada apenas uma segao transversal composta, dois comprimentos de viga e duas
condicdes diferentes de adesdo para os estribos. O desempenho de vigas parcialmente
embebidas (PEBs) foi comparado com vigas em aco. O dano progressivo de betdo ocorreu
durante todos os ensaios. As fissuras por tracdo foram os mais visiveis, enquanto que o
esmagamento do betdo ocorreu pelo desenvolvimento de tensdes de compressao e modo de
deformacdo. Todas as vigas ensaiadas atingiram o modo de deformacdo de encurvadura
lateral torsional, com exce¢do dos ensaios realizados 600 °C. A rigidez a flexdo de PEBs a
temperatura ambiente é 15% maior do que vigas em ago, sendo a deformagdo pods
encurvadura bastante diferente.

Palavras-chave: Vigas Parcialmente Embebidas; Sec¢do Mista de Ago e Betdo; Resisténcia a
Flexdo; Temperaturas Elevadas e Ambiente; Ensaios Experimentais.
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1 Introduction

Partially Encased Beams (PEBs) are composite steel and concrete elements that
present several advantages with respect to bare steel beams. They are usually built
with hot rolled sections with encased concrete between flanges. There are different
design solutions, considering the type of longitudinal reinforcement of concrete,
stirrup configuration and material strength. The reinforced concrete between flanges
is responsible for increasing fire resistance, load bearing and stiffness, without
enlarging the overall size of bare steel cross section. Fire design, according to European
standard EN1994-1-2 CEN (2005), is valid for composite beams, based on tabulated
methods (considering simple supporting conditions and standard fire exposure) based
on prescriptive geometry to a certain fire rating (time domain). The simple calculation
method may also be applied to PEBs, using fire resistance on load domain, assuming
no mechanical resistance of the reinforced concrete slab (considering simple
supporting conditions and standard heating from three sides). The effect of fire on the
material characteristics is taken into account, either by reducing the dimensions of the

parts or by reducing the characteristic mechanical properties of materials.

Partially Encased Beams (PEBs) and Columns (PECs) have been widely tested at room
temperature, but only a small number of experiments under fire and elevated
temperature conditions have been reported. Kindmean et al. (1993), performed
thirteen tests on PEBs with and without concrete slabs, showing the importance of the
reinforced concrete between flanges in determining the ultimate bending moment.
This research caused the revision of Eurocode 4 (pre-standard) for the design of
partially encased composite beams, to include the effect of the encased material for
load bearing resistance and deflection calculations. Hosser et al. (1994), carried out
four experimental tests on simply supported composite PEBs, connected to reinforced
concrete slabs, under fire conditions. Temperature changes were registered at
different locations, including the PEBs cross section. Authors also presented results
from finite element analysis, concluding that the effective width of the slab depends
on the transversal longitudinal shear reinforcement. Lindner and Budassis (2000),

tested lateral instability at room temperature using twenty two full-scale PEB with two
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different steel sections under three-point bending test. A new design proposal for
lateral torsional buckling was proposed, taking into consideration the torsional
stiffness of concrete. Maquoi et al. (2002), improved and implemented the knowledge
on lateral torsional buckling of beams, including PEBs, and prepared design rules that
were not satisfactorily covered by the existing standards. The research was
experimentally oriented and numerically validated. The elastic critical moment and the
ultimate lateral torsional buckling moment were revised and improved. Assi et al.
(2002), developed a theoretical and experimental study on the ultimate moment
capacity of PEBs. These authors performed twelve bending tests, on specimens with
four different IPE cross sections, to investigate the contribution of different types of
concrete. Regardless the type of concrete, the encasement significantly enhances the
load carrying capacity of bare steel sections. Makamura et al. (2003), tested three
partially encased girders with longitudinal rebars and transversal rebars (welded (W)
and not welded (NW) to flanges). The bending strength of the partially encased girder
was almost two times higher than conventional bare steel girders. Authors concluded
that the specimen with rebar not welded (NW) to flanges presented a decrease of 15
% for maximum load bearing when compared to the welded rebar (W) specimen, due
to reduced concrete confinement. More recently, Kodaira et al. (2004), decided to
determine fire resistance of eight PEBs, with and without concrete slabs. Authors
demonstrated that reinforcement is effective during fire. The numerical method did
not well predict temperature measurements, even though the global thermo-
mechanical behaviour seemed to present results, broadly, in agreement with
experiments. In 2008, Elghazouli et al (2008), performed ten full scale tests on PEBs.
The experimental analysis was focused on inelastic performance, considering major
and minor-axis bending tests. Authors discussed several parameters (strain hardening
of steel, concrete confinement, extension of section yielding) related to capacity and
ductility with relevance to design and assessment procedures. Nardin et al (2009),
studied the static behaviour of three composite PEBs under flexural loading at room
temperature, testing some alternative positions for shear studs (vertically welded to
flanges and horizontally welded to web), using one type of mono-symmetric steel
section. Experimental results confirmed that studs are responsible for the composite

action and increase bending resistance, especially when the studs are vertically welded
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on the bottom flange. Authors also developed an analytical method to estimate the
bending capacity of PEBs, according to experimental results. A. Correia and Jodo P.
Rodrigues (2011), studied the effect of load level and thermal elongation restraint on
PECs, built with two different cross sections, under fire conditions. They concluded
that the surrounding stiffness had a major influence on fire element behaviour for
lower load levels. The increasing of the surrounding stiffness was responsible for
reducing critical time. Critical time remained practically unchanged for higher load
levels. Recently, Paulo Piloto et al (2013), tested fifteen PEB under fire conditions
(small series) using three-point bending test to determine fire resistance. Results
revealed the dependence of fire resistance on load level. Particular emphasis was

given to the critical temperature on the composite section.

The experimental investigation presented in this paper aims to analyse the bending
performance of PEBs using four point bending test set-up, heated from two sides (top
and bottom flanges), after stabilizing temperature level (200, 400 and 600 °C). The
bending resistance of PEBs is also compared with bare steel beams at room
temperature. Two different beam lengths were considered (medium and large series),
using one cross section type (IPE100) with two different shear conditions between

stirrups and the web of the profile (W- welded and NW- not welded).
2 Experimental investigation

Twenty seven specimens were tested, using four-point bending setup, were divided
into ten testing series. Two or three tests were considered for repeatability in each
series and the results agree very well. Specimens were tested using a steel portal
reaction frame, with two fork supports, see figure 1. Room temperature tests were
developed in one single stage, using small increments of load, while elevated
temperature tests were developed in two stages. The first stage was used to heat the
beam along the length “Lf”, using a constant heating rate of 800 °C/h and a specific
dwell time to achieve constant temperature. During the second stage, temperature

was kept constant using small increments of load.
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Figure 1: Testing conditions and main cross sections.

Tests developed at elevated temperatures used electro-ceramic resistances to increase
and sustain temperature during loading. Five different cross sections along each beam
were defined to measure temperature (S1, S1A, S2, S3A and S3), and one cross section
(SM) was defined to measure strain, displacements (vertical ZG, lateral YG) and cross

section rotation 0G.
2.1 specimens

PEBs were prepared by filling the space between the flanges of a steel IPE100 profile,
using reinforced concrete (RC). Partially encased sections achieve higher fire resistance
when compared to bare steel sections. The increase in fire resistance is due to the
encased material, reducing the exposed steel surface area, introducing concrete which
has a low thermal conductivity. Higher fire resistance can also be achieved by
increasing the amount of reinforcement to compensate for the reduction of steel
strength in case of fire. Two different shear conditions for stirrups were defined (W
and NW), both represented in figure 2. According to EN1994-1-1 CEN (2004) this

composite steel and concrete section is classified as class 1.

fyk fek fsk

100

b

Figure 2: Cross section geometry and plastic stress distribution
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PEBs were made with steel S275 JR for the profile, using encased concrete with
siliceous aggregates. Four longitudinal steel B500 rebar were applied with diameter of
8 mm. Stirrups were designed with B500 rebar with a diameter of 6 mm, spaced every
167 mm. Stirrups were also partially welded to the longitudinal steel reinforcement, as

I”

represented in figure 2. The plastic neutral axis is referred to “epl”, reinforced concrete
block dimensions are represented by “b1” and “h1”, while “er” represents the relative
position of reinforcement. The plastic moment was calculated using characteristic
values for material properties, assuming certain hypotheses based on stress field, see

figure 2 and egs. 1-2, Lindner et al (2000).

M, =W, fo=2fut,- (058 e, )2 /2 + fu2bye, (0.5h =05, )+ 2.A,.(fy — fu ) (h—2e,) (1)

2
Mo =W, kg —2.fy kgt (05h —e,) /2 + fukeg 20, (0.5 —05e,) )+ 2.A,(fy ki = fuke)(h—2e,) 2)

2.2 Instrumentation

PEBs were prepared to be tested at room temperature, measuring strain in central
section (SM), over steel flange and web, in hot rolled section (SM-WS and SM-FS) and
over concrete (SM-RS1 and SM-RS2). Whereas perfect bond was considered between
concrete and reinforcement, concrete strain was measured on steel reinforcement; for
the latter measurement, rebars were machined 1 mm in depth and 15 mm in length, in
respect to the dimensions of the electrical strain gauge. Five strain gauges (HBM
reference 1-LY11-6/120) were used. All strain gauges were protected with gloss
(Vishay reference M-coat A) and special viscous putty (HBM reference Ak22) against
moisture, water and mechanical damage. PEB were also prepared to be tested at
elevated temperatures, using thermocouples type K positioned in five sections along
the length of the beam. Thermocouples were positioned in place, using the spot
welding machine. For the concrete temperature measurements, positions Si-IC and Si-
OC, thermocouples were welded to a small steel washer, wrapped in concrete, see

figure 3.
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Figure 3: Instrumentation with strain gauges (left) and thermocouples (rght).

2.3 Materials

Each steel material was characterized according to international standards ISO (2004)

for hot rolled and cold formed steel. Three samples were collected from the web of

steel hot rolled profile and two more samples were collected from steel

reinforcement. The average value for the elastic modulus of the steel profile was 197.9

GPa and the average values for the Rey- upper yield strength (f,«) was 302 MPa. The

values for the cold formed steel (reinforcement) were respectively 203 GPa and 531

MPa, see table 1.

Table 1: Tensile tests for hot rolled and cold formed steel.

Properties Steel profile  Steel profile  Steel reinforcement  Steel reinforcement
Average Std. Dev. Average Std. Dev.

E [GPa] 197.901 2.948 203.294 2.110

Rp.0.2% [MPa] 300.738 6.720 524.993 3.521

ReH [MPa] (fy) (fa)  302.466 5.749 531.508 7.908

Rel [MPa] 300.856 4.028 520.825 4.068

Rm [MPa] (fu) 431.252 5.020 626.574 11.539

At [%] 41.584 0.231 25.155 0.495
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Concrete was made with Portland cement, sand and siliceous aggregates. The concrete
mixture was prepared for one cubic meter of concrete with sand mass equal to 1322.7
[kg], aggregate mass equal to 451.1 [kg], water equal to 198 [I] and cement equal to
466.7 [kg]. The ratio water/cement was 45 %. Aggregates were characterized by the
sieving method and tested according to European standard IPQ (2000) to determine
particle size dimension. Due to the small size of the steel section and considering the
space available to cover the stirrups, small-sized aggregates were used. The
percentage of aggregates with diameters between 4-6 mm was 90%, while the
percentage of sand with diameters between 0.063-0.5 mm was 80%. The aggregate
dimensions limit the value of the compressive resistance of concrete (fecube =21.45
[MPa] and fy =20.36 [MPa]), as concluded by Keru et al (2001), see table 2. The high
level of permeability at elevated temperature was responsible to decrease pore

pressure. This fact justifies the absence of explosive spalling.

Table 2: Compressive tests results for concrete.

Properties Cure [days]  Average  Std. Dev.
foccuve [MPA] 29 21.45 1.03
fo [MPa] 29 20.36 0.30

3 Experimental results

Four-point bending tests were performed to evaluate bending performance of PEBs at
elevated and room temperature, see table 3. Bending resistance was compared to
bare steel beams and characterized with several load events and deformed shape
modes. All tests were performed at the laboratory of the Polytechnic Institute of

Braganca.
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Table 3: List of tested PEBs and results of load events.

Max. FMpl Fp FV F|_/30 Fu

Length Stirrups Temp. Imp IN] IN] IN] IN] IN]

Series  Specimen Ls [m] [W/NW] [°c]

[mm]  (1)(2)
B/2.4-01 2 11910 18890 24932 38864
1 B/2.4-02 2,4 w 400 2 32191 13627 21760 26583 31533
B/2.4-03 2 12540 19920 24878 33568
B/2.4-04 1 24770 31430 34060 36875
2 B/2.4-05 2,4 w 200 2 32877 26030 30350 32953 39042
B/2.4-06 1 26580 31380 33930 34712
B/2.4-07 1 13050 20610 24898 29000
3 B/2.4-08 2,4 NW 400 1 32191 12960 19270 25135 40861
B/2.4-09 1 11920 20850 25722 33246
B/2.4-10 2 27050 34966 35000 35015
4 B/2.4-11 2,4 w room 0,5 32968 25960 35410 36360 37624
B/2.4-12 3 26600 34600 35962 39246
B/2.4-11A 1 16107 - - 29627
> B/2.4-12A 24 ) room 2 26271 15e3p ; - 28477
B/3.9-01 2 11190 16370 22126 30204
6 B/3.9-02 3,9 W 400 5 32191 11920 16360 22715 27290
B/3.9-03 3 11700 14850 22573 28337
B/3.9-04 2 4110 9620 12641 22456
7 B/3.9-05 3,9 w 600 2 15086 4360 9750 12996 21662
B/3.9-06 5 4090 9110 12025 22770
B/3.9-07 5 11170 15260 22665 23591
8 B/3.9-08 3,9 NW 400 5 32191 13160 16540 24237 32642
B/3.9-09 2 10720 15400 23200 24815
B/3.9-11 2 26500 31350 35405 38718
9 B/3.9-12 3.9 w room 5 32968 59020 32010 36159 36264
B/3.9-11A 1 15023 } - 19436
10 B/3.9-12A 3.9 - room 3 26271 1e33; ; ; 21272

Tests developed at room temperature used quasi-static load increments. Strain,
displacement and cross section rotation were determined at central section (SM).
Vertical and lateral displacements (ZG, YG) as well as cross section rotation (6G) were
determined based on measurements of three wire potentiometric displacement
transducers, see figure 4 for the kinematics. Some important load events were
recorded for each test. The proportional limit force (Fp), the force (Fy) using the
intersection method between two straight lines drawn from linear and non-linear
interaction of the vertical displacement; the load event for the displacement limit
(FL/30); and the maximum load level for the asymptotic behaviour of lateral

displacement (Fu).
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Figure 4: Instrumentation with wire potentiometric displacement transducers.
3.1 Bending of medium series at elevated temperature

Figure 5 presents the results for the medium length series, showing the temperature
effect on bending resistance using the same shear condition (W). The measured load
versus vertical displacement is represented on figure 5a), sowing similar dependence
on load. Results agree very well with exception to the ultimate loads (very large
displacements). All tested beams reached lateral torsional buckling (LTB) as deformed
shape mode. Figure 5b) represents the lateral displacement, being this measurement
important to determine the ultimate limit load (F,). The cross section rotation is
represented on Figure 5c). Figure 5d) represents the average temperature distribution
in each cross section along the beam, for three time events and for series 1, before
loading. Similar evolutions were recorded for the other series. Temperature is not
uniform along the length of the beams due to heat flow from central sections to the
extremities (supports) and also due to the reduced insulation near beam ends. At the
end of the tests, the insulation material was removed and infrared thermography
proved an almost constant temperature field along the heating length (Lf), Figures 5e)
and 5f). Two different shear conditions were also tested. Figure 5g) and 5h) compares
the vertical and lateral displacement for both types of shear condition. No significant
differences were detected, but the average load for F 3 and for the ultimate load F,

seemed to be a little smaller for NW shear condition.
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Figure 5: Bending and thermal behaviour for medium series.
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3.2 Bending of medium series at room temperature, using PEB and bare steel beam

The bending performance of PEBs was also compared with the performance of bare

steel beams at room temperature, using the same steel profile. The deflection

behaviour if different, besides both attained the lateral torsional buckling as deformed

shape mode, see figure 6. The bending stiffness is also higher for the case of PEB. Bare

steel beams behaved on the elastic and plastic domain, as verified by the strain

records, figures 6e) and 6f).
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Figure 6: Bending performance. Comparison between PEB and bare steel beam.



3.3 Bending of large series at elevated temperature

Figure 7 represents the results for the large beam length series, comparing the effect
of temperature level on bending performance using the same shear condition (W). The
displacement and load behaviour is represented in Figure 7a), sowing similar
dependence on load. The reproducibility of tests is good and the results agree very
well with exception to the behaviour at higher and ultimate loads (very large
displacements). All tested beams reached lateral torsional buckling as deformed shape
mode with exception for those tested at 600 °C. Plastic hinge formation was the
dominant deformed shape mode verified for series 7. Figure 7b) represents the typical
lateral displacement for the deformed shape mode. The cross section rotation is
represented on Figure 7c). Figure 7d) represents the average temperature distribution
along the length of each beam (series 6), for three time events, before loading.
Temperature is not uniform along the length of the beams due to heat flow from
central sections to the extremities (supports) and also due to the reduced insulation
near beam ends. At the end of the tests, the insulation material was removed and
infrared thermography proved an almost constant temperature field along the heating
length (Lf), see figures 7e) and 7f). Two different shear conditions were also tested for
large beam series. Figure 7g) and 7h) compares the vertical and lateral displacement
for both shear conditions. No significant differences were detected, but the average

load for FL/30 and for the ultimate load Fu are smaller for NW shear condition.
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3.4 Bending of large series at room temperature, using PEB and bare steel beam

The bending performance of PEB was also compared with bare steel beam at room

temperature, for the large series. The deflection behaviour is different, besides both

attained the lateral torsional buckling (LTB) as deformed shape mode, see figure 8. The

bending stiffness is also higher for the case of PEB. Bare steel beams behaved on the

elastic domain, as verified by the strain records see figure 8.
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4 Conclusions

The bending performance of twenty seven beams was evaluated at different
temperature levels (200, 400 and 600 °C), using the setup of four-point bending test.
Tests considered only one cross section type (one steel section and one type of
concrete), two beam lengths and two different shear conditions for stirrups (W and

NW). The performance of PEB was also compared to bare steel | beam.

Experimental measurements confirmed that temperature is not constant over the

heating length, presenting strong gradients at the extremities of the heating length.

Progressive damage of concrete occurred during experiments. Normal cracks due to
tensile stress were the most visible ones, while crushing of concrete occurred due to

developing of compressive stress and deformed mode shape.

The bending resistance of PEBs at room temperature is higher than the bending
resistance of bare steel beams. The reduction on bending resistance of PEBs is not
directly proportional to the increase of temperature. An increase of temperature from
200°C to 400 °C caused a reduction of 24 % on the load event F 3o for medium series,
while an increase of temperature from room to 400 °C and to 600 °C caused a
reduction of 37 % and 64% on the load event of F3 , respectively. Although the
strength of PEBs is not proportional to the strength of material, the reduction

coefficient of the yielding stress of steel is reduced by 53 % at 600 °C.

The deformed shape mode was identified as lateral torsional buckling for all tested PEB
and bare steel beams, with exception to those tested at 600 °C, presenting plastic

hinge formation.

The bending stiffness of PEBs at normal temperature condition (room) is 15% higher
than the bending stiffness of bare steel beam, verified for both, medium and large

series.

The post buckling deformation of bare steel beams is quite different from PEBs. Bare
steel beams presented a decrease of load after reaching the ultimate load and a bigger

cross section rotation.
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Assessment of the T-stub joint component at
ambient and elevated temperatures

Resumo

O colapso do World Trade Center revelou problemas no dimensionamento de alguns
elementos estruturais, nomeadamente nas ligacdes; foi reconhecida a sua importancia
no comportamento global de estruturas quando sujeitas a acdes acidentais, tais como
fogo apds impacto. Este artigo apresenta a avaliagdo do comportamento da ligacdo T-
stub sujeita a carregamento estatico a temperatura ambiente e a temperaturas
elevadas. No ambito do projeto de investigacdo ImpactFire foi efetuada uma
campanha de ensaios experimentais, que serviram de validacdo de um modelo de
elementos finitos. Com os resultados deste modelo foi possivel avaliar a resisténcia,
rigidez, capacidade de deformacdo e modos de rotura que ocorrem no T-stub a

temperaturas elevadas.

Palavras-chave: Ligagbes; Ensaios experimentais; Andlise numérica; Temperaturas

elevadas; T-stub.
Abstract

The collapse of the World Trade Center revealed problems in the design of some
structural elements. It was recognized that details relating to the structural joints play
a very important role in the behaviour of structures under accidentals loads such as,

impact followed by fire. This paper presents a study with the aim of evaluating the
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behaviour of a welded T-stub component subjected to static loading, at ambient and
elevated temperatures. An experimental study was carried out during the Impactfire
project; the results were used to validate a finite element model that provides insight
into the behaviour of the T-stub, in terms of resistance stiffness, deformation capacity

and failures modes at different temperatures.

Keywords: Joint; Steel; Experimental study; Numerical analysis; Elevated

temperature; T-Stub.

1 Introducao

A investigacdo da robustez de estruturas metdlicas quando sujeitas a a¢des acidentais
(como por exemplo, impacto, explosdo ou incéndio) tornou-se importante apds os
ataques terroristas que levaram ao colapso do World Trade Center (WTC) em 2001.
Este acidente evidenciou a importancia do dimensionamento e configuracdo das
ligacdes nas estruturas metalicas, pela sua incapacidade para resistirem ao fogo apds a

acdo de impacto a que estiveram sujeitas (FEMA, 2002).

A ruptura das ligagGes pode iniciar o colapso progressivo dos diferentes pisos, devido i)
ao impacto e aumento de carga pelos andares superiores, e ii) alastramento do fogo
entre os diferentes andares, levando ao colapso dos pilares sem suporte nos pisos
intermédios. A robustez de uma estrutura depende portanto do comportamento das
suas ligacbes, nomeadamente da sua ductilidade e capacidade de rotacdo (Paul Popov,

Yang, & Chang, 1998).

No contexto do dimensionamento de estruturas porticadas em aco com ligacdes semi-
rigidas de resisténcia parcial, a utilizagdo do “método das componentes” é dos mais
indicados (EN1993-1-8, 2005). Este método requer a caracterizagdo (resisténcia, rigidez
e ductilidade) de cada uma das componentes ativas. Para uma ligagdo viga-pilar com
placa de extremidade aparafusada, as principais componentes ativas sdo: (1) painel de
alma de coluna solicitada ao corte, (2) alma de pilar em compressao; (3) alma de pilar a
tracdo; (4) banzo de pilar em flexdo; (5) chapa de extremidade em flexao; (7) banzo e
alma de viga em compressao; (8) alma de viga a tracdo e (10) parafusos em tracao

(Figura 1). O modelo T-stub é frequentemente utilizado para a avaliar o
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comportamento das componentes solicitadas em tragdo (4 e 5), uma vez que sdo estas

gue mais contribuem para a ductilidade e capacidade de deformacdo da ligacdo (Figura

2).

(3
(4
(5
r®
'

Alma de coluna em tragéo transversal

Banzo de coluna em flexdo

Chapa extremidade em flexdo

Alma de viga a tragao

i

(10) Parafusos a tragéo

N
N

‘a[\\
U L

(7) Banzo e alma de viga em compresséo

(2) Alma de coluna em compresséo transversal

(1) Painel de alma de coluna solicitado ao corte

Figura 1 — Componentes ativas na ligacdo viga-pilar com placa de extremidade aparafusada

(EN1993-1-8, 2005).

Banzo de alma - T-stub

Chapa de extremidade T-stub

I
Figura 2 — Identificacdo do T-stub do banzo de coluna e do T-stub da chapa de extremidade.

Os primeiros estudos para avaliar o comportamento do modelo T-stub foram
realizados na década de 70 por Zoetemeijer (Zoetemeijer, 1974). Desde entdo, varios
trabalhos foram realizados, contribuindo para o “método das componentes” incluido
no Eurocédigo 3 part 1-8 (EN1993-1-8, 2005). A maior parte destes estudos foram
conduzidos em T-stubs laminados a quente (na componente banzo de coluna em
flexdo). Recentemente, Girdao Coelho investigou o comportamento de T-stubs soldados
(componente chapa de extremidade em flexdo). Os resultados experimentais (Girdo
Coelho, A., Simdes da Silva, L., & Bijlaard, F., 2006) mostraram que: i) a capacidade de

deformacdo depende principalmente da relacdo da resisténcia chapa/parafuso, e ii) o
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colapso final do T-stub é limitado pela rotura fragil dos parafusos, da soldas ou da

fractura da chapa junto ao cord3do de solda.

Para a caracterizagdo de uma ligagdo a temperatura ambiente sao normalmente
utilizadas a resisténcia plastica e a rigidez inicial. No entanto, em situac¢do de incéndio,
a ocorréncia de deformagdes elevadas requer a definigao da capacidade de rotagao e

do modo de rotura da ligacdo (Santiago, Simdes da Silva, Vila Real, & Gameiro, 2008).

Este artigo apresenta o resultado de estudos experimentais e numéricos em T-stubs
soldados, que permitiram aferir qual a influéncia da temperatura na sua resisténcia,

rigidez, capacidade de deformagao e modos de rotura.

2 Avaliagao experimental da ligagao T-stub

2.1 Campanha experimental

O programa experimental compreende doze ensaios em T-stubs com trés espessuras
diferentes de chapa de extremidade (t; = 10, 15 e 20 mm), dois tipos de parafusos
(M20, classe 8.8 e M24, classe 10.9) e trés temperaturas (temperatura ambiente — 20
°C, 500 °C e 600 °C). Para os ensaios realizados a temperatura ambiente, sdo testados

dois provetes para cada geometria.

As temperaturas de 500 °C e 600 °C foram escolhidas por serem temperaturas criticas
para uma estrutura de a¢o; onde a tensao de cedéncia do ago a 500 °C é de
aproximadamente 80% do seu valor a temperatura ambiente, enquanto a 600 °C, a
tensdo diminui para menos de 50%; nos parafusos, a temperatura de 500 °C envolve a

reducdo da tensao de cedéncia para cerca de 55% e a 600 °C para cerca de 22%.

2.2 Propriedades geométricas e detalhes estruturais

Os T-stubs estudados sdo constituidos por duas chapas, o banzo e a alma, soldadas
com um corddo de solda continuo a 452 (a,), tal como se representa na Figura 3. Os
banzos (ts = 10 e 15 mm) sdo aparafusados com parafusos M20, classe 8.8, enquanto
que o banzo de espessura t; = 20 mm é aparafusado com parafusos M24, classe 10.9.
De forma a ajustar as chapas e reduzir as folgas existentes foi aplicado nos parafusos

um pré-esforco inicial, igual a 21% da resisténcia a tracao do parafuso.
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Figura 3 — Detalhes do T-stub: (a) vista topo e (b) vista lateral.

As dimensdes nominais e as medidas reais dos T-stub sdo apresentadas na Tabela 1. As

medidas reais correspondem a média das medig¢des nos provetes com o mesmo ID.

Tabela 1 — T-stubs — caracteristicas geométricas nominais e medidas.

Dimens&es (mm)

Nominais Medidas

D t, by, hy c n m | t bp hp c n m | ay
T-10 10 105 170 110 30 53 |10.1 105.2 170.7 1109 29.8 524 | 7
T-15 15 105 170 110 30 53151 1051 170.6 1112 29.7 526 | 7
T-20 20 105 185 120 325 53 |20.2 1053 1858 1240 327 525 |10

2.3 Caracterizagdao do material

De modo a caracterizar a resposta material a temperatura ambiente, foram realizados
testes uniaxiais de tracdo, para cada uma das espessuras dos banzos e para cada tipo
de parafusos (Martins, 2012). As curvas obtidas a partir dos valores médios medidos

sdo apresentadas na Figura 4. As constantes materiais adotadas sao:

i) para os banzos: médulo de elasticidade, E = 205500 MPa; tensdo de cedéncia, f, =

385 MPa; tensao ultima, f, = 588 MPa e total extensdo na rotura, £, = 24%;

ii) para os parafusos M20, classe 8.8: E = 202500 MPa; fy = 684 MPa; fu = 1002 MPa e
€w = 3.7%, para os parafusos M24, classe 10.9: E = 195050 MPa; f, = 942 MPa; f,

1293 MPa e g, = 2%.

A Figura 5 apresenta alguns dos provetes de aco dos banzos e dos parafusos apds os

testes de tracao.
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Figura 4 - Rela¢Oes tensdes-extensdes obtidas para os provetes de aco dos banzos e dos

parafusos.
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Figura 5 - Provetes apds os testes de tragdo: (a) dos banzos e (b) dos parafusos.

2.4 Dimensionamento da liga¢ao T-stub de acordo com o Eurocddigo 3

Os T-stubs aqui estudados foram previamente dimensionados de acordo com o
Eurocddigo 3, parte 1-8 (EN 1993 1-8, 2005), considerando os fatores de reducdo das
propriedades mecanicas, devido as temperaturas elevadas, propostos pelo Eurocddigo
3, parte 1-2 (EN 1993 1-2, 2005). Os valores de resisténcia e rigidez, assim como o
modo de rotura sdo apresentados na Tabela 2. A temperatura ambiente, os T-stubs T-
10 e T-20 apresentam o modo de rotura tipo 1, enquanto que o T-15 apresenta modo
de rotura tipo 2. Com o aumento da temperatura, a rotura plastica do T-stub tende
para modos menos ducteis; a 6002C, os trés provetes (T-10, T-15 e T-20) apresentam
modo de rotura tipo 2. Esta tendéncia nos modos de rotura justifica-se pela
consideracao, no Eurocddigo 3, parte 1-2, de uma reducdo das propriedades

mecanicas do aco carbono menos acentuada que a das propriedades dos parafusos.
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Tabela 2 — Valores de dimensionamento do T-stub de acordo com o Eurocddigo 3, parte 1-8
(EN 1993 1-8, 2005) e parte 1-2 (EN 1993 1-2, 2005).

o Modo ,de. Resisténcia plastica (kN) Rigidez inicial
rotura plastico Modo1 Modo2 Modo 3 (kN/mm)
T-10-20 1 101.6 176.5 352.8 130.4
T-15-20 2 212.7 208.9 352.8 336.2
T-20-20 1 356.7 375.0 635.4 601.7
T-10-T-500 1 79.2 103.9 194.0 78.2
T-15-T-500 2 170.8 130.6 194.0 201.7
T-20-T-500 2 278.2 229.6 349.5 361.0
T-10-T-600 2 47.7 46.2 77.6 40.4
T-15-T-600 2 102.9 62.3 77.6 104.2
T-20-T-600 2 167.6 107.9 139.8 186.5

ID: a primeira letra representa a referéncia da ligacdo: T — T-stub; o segundo campo representa
a espessura da chapa de extremidade; e o terceiro campo representa a temperatura do ensaio.

2.5 Procedimento de ensaio e instrumentacao

A temperatura ambiente, o carregamento foi aplicado nos T-stubs através dum
atuador com controlo em deslocamento (0,02 mm/s), até se atingir o colapso do
provete. O sistema de ensaio esta representado na Figura 6a, evidenciando o elemento
ensaiado na Figura 6b. O provete T-15 é apresentado no lado esquerdo da Figura 6c,
enquanto que no lado direito estd um T-stub rigido que serve de reagdo. A
instrumentacdo para aquisicdo de dados inclui: i) extensdmetros elétricos para a
medicdo de extensdes; ii) defletdmetros (LVDTs) para medi¢cdo de deslocamentos; iii)
extensometros TML BTM 6-C para medi¢cdo do alongamento dos parafusos (até um

valor maximo de extensdo igual a 0,5%) (Figura 7).
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Figura 6 — Sistema de ensaio: a) vista em planta; b) vista em planta do pormenor; c) T-stub.
Os ensaios a temperaturas elevadas foram realizados com temperatura constante
(regime estacionario): numa 12 fase, os provetes foram aquecidos até uma
temperatura pré-determinada (500 °C ou 600 °C); quando essa temperatura se
uniformizou em todo o provete, iniciou-se a 22 fase, que corresponde a aplicacdo de
uma carga mecanica incremental (similar ao utilizado nos ensaios a temperatura
ambiente) até a rotura do T-stub. O aguecimento dos provetes foi feito num forno
elétrico construido para o efeito. Nestes ensaios, a temperatura nos provetes foi
medida com termopares tipo K (Figura 7c). Os deslocamentos foram medidos nos
mesmos pontos que nos ensaios realizados a temperatura ambiente (Figura 7a e b),
recorrendo-se a fios com baixa expansao térmica, de modo a transferir os pontos de

medic¢do para o exterior do forno, onde os LVDT’s estavam posicionados.
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2.6 Resultados experimentais

2.6.1 Influéncia das caracteristicas geométricas e das propriedades dos materiais

A influéncia das caracteristicas geométricas e propriedades materiais da chapa de
extremidade e dos parafusos, na resposta do T-stub, foi avaliada nos ensaios realizados
a temperatura ambiente (T-10-20, T-15-20 e T-20-20). Das curvas for¢a-deformacao
representadas na Figura 11, pode observar-se que: i) as resisténcias plastica e ultima
dependem das caracteristicas geométricas e das tensGes de cedéncia e ultima do
material da chapa de extremidade e dos parafusos, enquanto que ii) a rigidez depende
das caracteristicas geométricas e dos mddulos de elasticidade do material da chapa de
extremidade e dos parafusos. No que respeita a ductilidade, verifica-se que os T-stubs,
em que o modo de rotura plastico passou do modo 1 para o modo 2 (EN1993-1-8,
2005), apresentam uma menor capacidade de deformacdo. Nestes ensaios observou-
se também que a deformacdo plastica do T-stub soldado depende ndo sé da relagdo da
resisténcia da chapa/parafuso, mas também da resisténcia da solda, como se explica

de seguida:

i) Nos ensaios do T-stub com t; = 10 mm (T-10-20-1 e T-10-20-2) observou-se a
plastificacdo completa do banzo antes da rotura do parafuso (ponto b da Figura 8).
No provete T-10-20-2, verificou-se que a fissuragao do banzo junto ao cordao da
soldadura (ponto c¢ da Figura 8) ocorreu para valores elevados de deformacdo no
T-stub. Ambos os provetes apresentaram uma capacidade de deformagdo elevada

(deslocamento superior a 30 mm), tal como apresentado na Figura 8a) e na Figura

9a).
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ii) Nos testes do T-stub com ¢y = 15 mm (T-15-20-1 e T-15-20-2) verificou-se a
rotura do parafuso em tracdo (ponto b na Figura 8) apds plastificacdo parcial do
banzo (Figura 9b). Nestes ensaios ndo se observaram fissuras no banzo junto a

soldadura.

iii) Nos testes do T-stub com t; = 20 mm (T-20-20-1 e T-20-20-2), observou-se a
plastificagdo do banzo antes da rotura da solda na alma (ponto a na Figura 8 e
Figura 9c); ndo houve rotura do parafuso durante os ensaios. Deve recordar-se
que nestes T-stubs foram utilizados parafusos M24, da classe 10.9, em vez dos

M20, classe 8.8 utilizados nos provetes anteriores.

700
600

—Teste#1
SeLT20-20 || pegret2

Forca [kN]

Deformacao [mm]

Figura 8 — Curva forca deformacdo para os ensaios a temperatura ambiente: T-10, T-15 e T20.

Figura 9 — Modos de rotura a temperatura ambiente: a) T-10; b) T-15; c) T-20.

2.6.2 Influéncia da temperatura
Os ensaios realizados mostraram que a deformacdo plastica dos T-stubs soldados

depende ndo s6 da relacdo da resisténcia da chapa/parafuso, e da resisténcia da solda,
mas também da temperatura aplicada. Na Figura 10 comparam-se as curvas forga-
deformacdo dos T-stubs ensaiados (T-10, T-15, T-20), sujeitos a diferentes
temperaturas: 20°C, 500 °C e 600 °C. Com o aumento da temperatura observou-se, em

todos os provetes, a diminuicdo das resisténcias pldstica e ultima; por exemplo, para
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os provetes T-10 observou-se uma reducdo da resisténcia Ultima de aproximadamente

44% a 500 °C e 78% a 600 °C. Para ambas as rigidezes (inicial e pds-cedéncia), as

conclusdes foram idénticas. O desenvolvimento dos modos de roturas a temperaturas

elevadas é discutido ja de seguida:

i)

i)

Nos provetes T-10 (a 500 °C e a 600 °C) observou-se fissuracdo da soldadura numa
fase inicial do ensaio (ponto ¢ na Figura 10 a), de seguida esta propagou-se até a
rotura total (ponto a na Figura 10 a e Figura 11a). Note-se que nao foram avaliadas
as propriedades mecanicas do material das soldaduras de modo a poder relacionar
a fissuracdo ndo sé com a temperatura, mas também com a resisténcia do material

da soldadura. N3o foi observada a rotura dos parafusos nestes ensaios.

Os provetes T-15 sdao menos ducteis que os anteriores, os modos de rotura aqui
ocorridos sdo acompanhados por menores deformag¢des no banzo. Para 500 °C
ocorreu a fratura do banzo (ponto c da Figura 10 b e Figura 12b) para
deslocamentos inferiores a 10 mm; mas para 600 °C, o provete rompeu pelos
parafusos. O parafuso comecou a alongar no ponto d e rompeu no ponto b da

Figura 10 b.

iii) Nos provetes T-20-500, verificou-se a ocorréncia de grandes deformacdes no banzo

por flexdo antes da rotura do parafuso (ponto b da Figura 10 c e Figura 11c). No
ensaio a 600 °C, apds deformacdo por flexdo do banzo ocorreu a rotura da solda na

alma do T-stub (ponto c da Figura 10 c).

300 400
250 —T-10-20 350 e,
— 200 —T-10 - 500 300
g c =T-10-600 | ;250 =530 |
§150 ?-;200 | =T-15-500
[2100 f 5150 | =T-15-600
c a 100
50 \* a 50
0 0
0 10 20 30 40 50 0 5 10 15 20 25
Deformacio [mm Deformagio |mm
a) ¢iio [mm]| b) ¢io [mm]|
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Figura 10 — Curvas forga-deformacdo para T-stubs a temperatura ambiente, 500 °C e 600 °C: a)

T-10; b) T-15; c) T-20.

a) '
Figura 11 — Provetes apds ensaio: a) T-10-600; b) T-15-500;c) T-20-500.

A capacidade de deformacdo dos T-stubs também varia com a temperatura, como se
pode observar na Figura 11. Refira-se que a estas temperaturas ocorrem alteragées
significativas ao nivel da sua microestrutura do a¢co que podem influenciar a sua

ductilidade.

3 Modelo numérico da ligagao T-stub

Os resultados experimentais apresentados na sec¢ao 4 sao aqui utilizados para a
validagdo de um modelo de elementos finitos, executado no programa ABAQUS com

recurso a um algoritmo implicito (ABAQUS, 2011).

3.1 Descricdio do modelo de elementos finitos e considera¢gbes gerais de
modelagao

O modelo numérico é composto por quatro partes: i) T-stub rigido; ii) T-stub testado;
iii) parafuso (cabega e rosca numa Unica peca) e iv) chapa de aplicagao de carga. De
modo a reduzir o tempo de célculo, considerou-se simetria no modelo, reproduzindo
apenas um quarto do T-stub: os deslocamentos nas direc¢bes yy e zz encontram-se
restringidos nas superficies de simetria (Figura 12). A modelagdao do parafuso seguiu a

sua geometria nominal.
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As condicGes de contacto foram definidas entre as seguintes superficies: i) a superficie
inferior do banzo e o banzo do T-stub rigido, ii) o corpo do parafuso e a superficie do
furo nos banzos, iii) a superficie do banzo e a cabeca de parafuso e iv) a placa de
aplicacdo do carregamento e o T-stub (o corddo de soldadura nos provetes ndo
assegura que estas duas placas se encontrem em contacto). As soldaduras foram
modeladas com recurso a condi¢des de contacto do tipo “tie constraint”, unindo o T-
stub a placa de aplicacdo de carga. As condicGes de contacto foram estabelecidas na
direcdo normal com as propriedades de "hard-contact", permitindo a separag¢do apds o
contacto; na direcdo tangencial utilizou-se a formulacao "penalty" com um coeficiente

de atrito de 0.2.

O modelo foi gerado com elementos sdlidos do tipo C3D8R; este elemento permite
grandes deformacdes e a consideracdao de comportamento geométrico e material ndo-
linear. C3D8R é um elemento finito de integracdo reduzida (apenas 1 ponto de
integracdo), reduzindo o tempo de cdlculo ao mesmo tempo que controla o fenémeno
de “hour-glass”. De um modo geral, considerou-se uma malha estruturada com
elementos prismaticos, com excecdo da zona da solda, onde se utilizaram elementos
triangulares.

superficie fixa T-stub rigido (E = 100x)

(U1=0)

Parafuso

T-stub testado

Medigdo dos

) ] deslocamentos
Simetria

(U3=0)

Simetria YY
/T\x (U2=0) :
(direccdo XX)

Figura 12 — Modelo numérico, condicOes fronteira e discretizacdo da malha.

3.2 Propriedades mecanicas e critério de rotura

O comportamento material utilizado nas simulagGes numéricas foi determinado com

base nos testes de tracdo descritos na seccao 2.3. Para temperaturas elevadas foram
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utilizados os fatores de redugdo propostos no Eurocddigo 3 parte 1-2 (EN1993-1-2,
2005).

1400 [ --- Engineering - S355

--- Engineering - M20 (8.8)
--- Engineering - M24 (10.9)
—=Logarithm - S355
—=—Logarithm - Bolt (8.8)
—=Logarithm - Bolt (10.9)

= 1200
1000

x©
=
S

[N}
(=
S

400
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S5}
=
S

0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25
Strain / True Plastic Strain [-]

Figura 13 — Relac¢des tensdo- extensao dos materiais a temperatura ambiente.

De forma a ter em conta as grandes deformacdes e deslocamentos, consideram-se as
curvas “true-stress-logarithmic strain curves” (O, €y).- A rotura dos modelos
numéricos foi avaliada visualmente, assumindo que a fratura dos elementos
estruturais se inicia quando a extensdo pldstica equivalente (PEEQ) atinge valores
superiores ao da extens3o Ultima do material (g,,) (Piluso, Faella, & Rizzano, 2001). A
temperatura ambiente, os testes de tracdo uniaxial mostraram €., 20088 = 3.7% para
os parafusos e €., 2025355 = 24% para o a¢o macio (Martins, 2012); a temperaturas
elevadas, &€.,5000 steel = Ecu,6002,steel = 30% para o ago macio (Martins, 2012),
enguanto que para os parafusos consideraram-se os valores referidos na literatura:

Ecu5000bolt = Ecu6002poit = 25% (Hanus, Zilli, & Franssen, 2011).

3.3 Procedimento de carregamento

O carregamento mecanico foi aplicado no modelo numérico através dum
deslocamento incremental na direc¢do xx (Figura 12). Adicionalmente, nos modelos a

temperaturas elevadas foram consideradas as seguintes condicdes:

i) Antes de se aplicar o carregamento mecanico, a temperatura foi introduzida como
um campo pré-definido (pre-defined field). O carregamento mecanico foi aplicado

conforme definido para a temperatura ambiente;
ii) Os efeitos da fluéncia (creep) ndo foram tidos em conta;

iii) Considerou-se temperatura constante em todos os modelos, com exce¢do do

modelo T-20-600. Neste modelo foi assumida uma redugdao da temperatura no
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parafuso: 5752C, que corresponde a leitura média da temperatura do termopar
existente no parafuso. Esta reducdo deve-se ao baixo factor de massividade da

chapa de 20 mm e do parafuso M24.

4 Discussao de resultados experimentais e numéricos

4.1 Valores de dimensionamento e modos de rotura

Na Tabela 3 comparam-se os resultados experimentais e numéricos, com os valores
analiticos obtidos pelo Eurocddigo 3, parte 1.8 (EN1993-1-8, 2005). As resisténcias
plasticas experimentais e numéricas sao estimadas recorrendo a aproximacao bilinear

das rigidezes inicial e pds-limite, proposto por Jaspart (Jaspart, 1991).

A resisténcia plastica determinada pelo Eurocédigo 3 é conservativa, como seria
expectavel; a diferenca entre os resultados experimentais e numéricos é de uma forma

geral inferior a 10%.

Tabela 3 — Valores de dimensionamento e modos de rotura: EC3; experimental e numérico.

Resisténcia plastica Rigidez inicial Rigidez pds-limite Modos de
[kN] [kN/mm] [kN/mm)] rotura
209C 5002C 600°C | 20°C 500°C 600°C| 202 500°C 600°C| 20°C 5002C 6002C
EN1993-1-8 101.6 79.2 46.2 1304 78.2 40.4 -- -- --
o 182.4 171.4 3.5 e); c); b)
Ny Experimental 137.0 43.9 68.0 53.0 - 0.65 c); a) c); a)
= 158.5 179.1 6.6 e)b)
Numérico 166.6 132.3 63.3 170.6 97.2 50.4 | 6.2 1.8 0.6 d; b d;b d; b
EN1993-1-8 208.9 130.6 62.3 336.2 201.7 104.2| -- -- --
" 300.8 261.0 5.0 e); b)
N Experimental 177.0 77.8 1720 66.0 1.7 -0.24 e); c); a) b)
= 291.0 271.0 5.2 e); b)
Numeérico 294.0 177.8 77.6 246.0 147.9 76.6 | 4.6 1.4 1.0 d; b d;b d; b
EN1993-1-8 356.7 229.6 107.9 601.7 361.0 186.5| -- -- --
o 527.6 728.9 6.9 a)
N Experimental 335.0 187.0 210.0 108.0 24 -0.96 e);b) e);c)a)
= 460.7 576.2 7.3 a)
Numérico 503.5 340.8 185.5 356.1 203.4 170.6| 9.7 3.1 6.2 d;a d; b d; b

sendo: a) rotura soldadura; b) rotura parafuso; c) fratura do banzo; e) plastificacdo do banzo.

4.2 Resultados a temperatura ambiente

A Figura 14 compara a resposta numérica (linhas a tracejado), com a experimental
(linhas a cheio) a temperatura ambiente. O modelo numérico consegue estabelecer de
forma correcta a resposta dos T-stub estudados. Na Figura 15 apresentam-se os
padrdes de tensdes de von Mises (S.Mises) e a extensdo pldstica equivalente (PEEQ)

para o instante correspondente a resisténcia plastica de cada T-stub (marcador
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triangular na Figura 14). Apresentam-se ainda os padrdes para o instante na rotura do

provete T-15, (marcador diamante na Figura 14).

O padrdo de extensdes plasticas (PEEQ) relativo ao T-10 mostra a formacdo de uma

rotula plastica, junto da soldadura, responsavel pela transicdao elasto-plastica

observada na curva forga-deslocamento (Figura 14). Adicionalmente, uma segunda

rotula plastica encontra-se em inicio de desenvolvimento no banzo junto do parafuso.

700
600
500

— — — Resposta numérica

Resposta experimental

Force [kN]
w B
o
o

* Rotura

0 5 10 15 20 25 30 A Resisténcia pléstica
Displacement [mm]

Figura 14 — Comparacgao das curvas forca-deslocamento para os T-stubs estudados a

temperatura ambiente: resultados numéricos vs. experimentais.
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6=2.7mm
F=496.7 kN

T-15 — Failure (bolt)
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F=321.3kN
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Figura 15 — Padrdes de tensGes von Mises (S.Mises) e extensOes plasticas equivalente (PEEQ)

para os instantes de resisténcia plastica (T-10; T-15 e T-20) e para o instante na rotura (T-15).

Para o T-15 o padrdo PEEQ sugere que apods a formacdo da primeira rotula, é de

esperar a rotura do parafuso: de uma forma generalizada, o padrdo de tensdes
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(5.Mises) no parafuso apresenta valores mais elevados que a tensdo ultima dos
parafusos M20 de classe 8.8. Relativamente ao modelo T-20, encontram-se extensdes
plasticas elevadas junto da soldadura, bem como no corpo do parafuso causando o
alongamento do mesmo em tracg¢do. Estes modos de rotura encontram-se de acordo

com as evidéncias experimentais descritas anteriormente.

A quarta coluna da Figura 15 exemplifica a aplicagdo do critério de rotura para o
modelo T-15: no instante em que a concentragdo de extensdes plasticas PEEQ sdo
superiores a €cy 2000t = 3.4% no parafuso, considera-se que a rotura se da pelo

parafuso, as PEEQ no banzo ndo ultrapassam € 200 steel = 24%.

4.3 Resultados a temperaturas elevadas

A Figura 16 apresenta a comparacdo da resposta numérica (linhas a tracejado) com a
experimental (linhas a cheio) para temperaturas ambiente e elevadas de 500 e 600 °C.
De um modo geral, o modelo de elementos finitos consegue reproduzir o
comportamento dos T—stubs quando sujeitos a temperaturas elevadas. Considerando
o critério de rotura anterior, verifica-se que o modo de rotura em todos os modelos é a

rotura do parafuso, apds grandes deformacgdes plasticas do banzo junto da soldadura.
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Figura 16 — Comparacao das curvas forca-deslocamento dos T-stubs a temperatura ambiente,

500 °C e 600 °C: numérico vs. experimental; a) T-10; b) T-15; c) T-20.

A titulo de exemplo, a Figura 17 mostra que o T-15-500 (segunda coluna) e para o T-15-
600 (quarta coluna) apresentam valores médios das extensGes plasticas equivalentes
(PEEQ) mais elevados que a extensdo ultima dos parafusos a temperaturas elevadas:
€ = 15%. Aquando da rotura dos parafusos o banzo do T-15-a 500 °C exibe maiores
extensdes que a 600 °C; esta observacdo encontra-se de acordo com o observado
experimentalmente onde se observaram fendas no banzo junto da soldadura a 500 °C,
enguanto que a 600 °C a rotura aconteceu no parafuso apds grande alongamento do

mesmo.

Estudos semelhantes dos padrdes de tensdes para os T-stubs T-10 e T-20, mostraram
gue a concentracdo de tensbes junto da soldadura é superior para a temperatura de
500 °C do que para a de 600 °C; desta forma é de esperar que a rotura pelo banzo seja

mais provavel nos provetes a 5002C do que naqueles a 600 °C, conforme ja observado

para o T-15.
T-15-500 °C T-15-500 °C T-15-600 °C T-15-600 °C
Design Resistance Failure (bolt) Design Resistance Failure (bolt)
6=4.0mm 6=10.4 mm 6=2.1mm 6=7.9mm
F=176.4 kN F=190.6 kN F=72.0kN F=85.3 kN

PEEQ PEEQ PEEQ PEEQ
(Avg: 75%) (Avg: 75%) (Avg: 75%) (Avg: 75%)
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Figura 17 — Extensdes plasticas equivalentes para T-stub T-15 a 500 2C e 600 °C.

5 Conclusoes

Quando as estruturas metalicas estdo sujeitas a incéndios, em que ocorrem grandes
deformacgdes nas vigas, uma das situacOes a evitar é a rotura das ligacdes. Para tal ha
gue assegurar que as componentes das ligacdes possuem capacidade de deformacao

suficiente de modo a que a ligagdo consiga rodar sem romper.
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Este trabalho dedica-se ao estudo de componentes de ligacdes capazes de conferir
ductilidade a uma ligacdo; nomeadamente, o T-stub, utilizado para estudar as
componentes traccionadas de uma ligagao viga-coluna em flexao. Numa 12 fase, foram
realizados ensaios experimentais a T-stubs soldados com diferentes espessuras, e
sujeitos a carregamento monotonico a temperatura ambiente e a temperaturas
elevadas. Com base nos resultados experimentais, foi desenvolvido e validado um
modelo numérico, que permitiu analisar de forma detalhada o comportamento do T-
stubs: tensGes, extensOes, rigidezes e resisténcias, tanto a temperatura ambiente

como a 500 2eC e 600 °C.

Os resultados a temperatura ambiente demonstraram que a rigidez e a resisténcia dos
T-stubs sao dependentes das caracteristicas geométricas e das propriedades dos
materiais. Para além disso, observou-se que os modos de rotura plasticos mais baixo
(modo 1), geralmente os mais ducteis, ocorreram associados a grandes

deslocamentos.

A temperaturas elevadas, tanto os resultados experimentais como 0os numéricos
revelaram uma diminuigao da resisténcia, e das rigidezes inicial e pds-limite para
valores crescentes da temperatura. A diferente degradacdo das propriedades do
material: do ago macio, do parafuso e soldaduras, revelou-se fundamental para o
desenvolvimento de modos de rotura menos ducteis. Em todos os T-stubs verificou-se
que o modo de rotura é a rotura do parafuso, apds grandes deformagdes plasticas do

banzo junto da soldadura.
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Lateral-torsional buckling of steel beams with slender cross-sections in

case of fire

Resumo

Neste trabalho efetuou-se um estudo numérico alargado para avaliar o comportamento de
vigas metalicas com secgbes esbeltas em situagdo de incéndio. A influéncia da encurvadura
local na resisténcia a encurvadura lateral de vigas com sec¢des de Classe 3 e Classe 4 é
analisada e os resultados obtidos sdo comparados com a curva de encurvadura lateral
presente nas formulas da Parte 1-2 do Eurocddigo 3. Demonstra-se que as regras atuais do
Eurocddigo 3 ndo sdo adequadas, especialmente porque o calculo da resisténcia das sec¢bes
transversais de Classe 3 e 4 em situacdo de incéndio é impreciso. Com base numa metodologia
desenvolvida pelos autores para o célculo da resisténcia de sec¢Ges de Classe 3 e 4, mostra-se
que os resultados obtidos com a curva da Parte 1-2 do Eurocddigo 3 melhoram
significativamente. Observa-se, porém, que a curva de encurvadura lateral atual pode ser
melhorada em estudos futuros.

Palavras-chave: encurvadura lateral, vigas, incéndio, Classe 4, sec¢bes esbeltas

Abstract

In this work, an extended numerical study has been performed to investigate the behaviour of
laterally unrestrained beams with slender cross-sections in case of fire. The influence of the
local buckling on the lateral-torsional buckling of beams with Class 3 or Class 4 cross-sections is
analysed and the results are compared with the existing design curve of Part 1-2 of Eurocode
3. It is demonstrated that the actual design rules of the Eurocode 3 are not accurate, especially
because the assessment of the cross-sectional resistance of Class 3 and 4 sections in case of
fire is not precise. Based on a methodology developed by the authors for the determination of
the cross-sectional resistance of Class 3 and 4 sections, it is shown that the results obtained
with the actual design curve of Part 1-2 of Eurocode 3 greatly improve. Although, it is
demonstrated that this curve can be improved in future studies.

Keywords: lateral-torsional buckling, beams, fire, Class 4, slender cross-sections
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1 Introducao

Neste trabalho estuda-se a encurvadura lateral de vigas ndo restringidas lateralmente
com seccgOes esbeltas, ou seja, seccOes que sdo suscetiveis a fendmenos de
encurvadura local, em situacdo de incéndio. O comportamento ao fogo de vigas ndo
restringidas lateralmente tem sido estudado por diversos autores contudo sao poucos
os trabalhos onde se tenha abordado a encurvadura lateral em vigas com seccdes
esbeltas. O Eurocddigo 3 (CEN, 2005a) classifica estas sec¢des em que a encurvadura
local ocorre antes de se atingir a tensdo de cedéncia numa ou mais partes da secgdo
transversal como sendo de Classe 4, a classe mais elevada. Porém, os autores
demonstraram previamente (COUTO et al., 2014a, 2014b, 2014c) que, a temperaturas
elevadas, a encurvadura local pode ocorrer também em seccbes de Classe 3 impedindo
gue se atinja o momento resistente eldstico e, consequentemente, diminuindo a
resisténcia a encurvadura lateral das vigas. Neste trabalho, realizou-se um estudo
numérico com elementos finitos para avaliar a influéncia dos fendmenos de
encurvadura local na resisténcia a encurvadura lateral de vigas com secc¢des de Classe
3 e Classe 4 expostas a temperaturas elevadas. Apesar dos estudos sobre esta temdtica
serem bastante reduzidos, em (RENAUD; ZHAO, 2006) encontra-se um estudo
numérico onde os autores concluiram que, para vigas com sec¢ao de Classe 4, a curva
atual de dimensionamento da Parte 1-2 do Eurocédigo 3 (EN 1993-1-2) (CEN, 2005b) é
conservativa, no entanto, apenas algumas sec¢des laminadas a quente foram
estudadas. De facto, na definicdo das regras de cdlculo em situagao de incéndio,
nomeadamente da Parte 1-2 do Eurocddigo 3, foi assumido que os modelos
simplificados de calculo eram adequados para o dimensionamento de vigas com
secgOes de Classe 4 caso as recomendagdes do Anexo E fossem tidas em conta. De
acordo com este anexo, é sugerido que se utilize uma seccdo efetiva determinada
como a temperatura normal e que o valor de calculo da tensdo de cedéncia seja
considerado igual a tensdo limite convencional de proporcionalidade a 0.2 % (fo.2p,6, Ver
Figura 1), ou seja, a influéncia da encurvadura local é tida em conta reduzindo a

resisténcia da seccdo transversal.
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Figura 1 — Diagrama tensdo-extensdo do aco carbono a temperaturas elevadas (CEN,

2005b; FRANSSEN; VILA REAL, 2010).

Estas recomendacGes baseiam-se essencialmente no trabalho pioneiro de Ranby
(RANBY, 1998) que estudou a encurvadura local em placas de Classe 4 a altas
temperaturas. Sobre este assunto, os autores (COUTO et al., 2014a, 2014b, 2014c)
chegaram as mesmas conclusGes mostrando que para sec¢bes constituidas
exclusivamente por placas de Classe 4 as recomendagdes do Anexo E d3ao bons
resultados, mas, pelo contrdrio para as sec¢Ges constituidas simultaneamente por
placas de Classe 4 e de outras classes, estas recomendag¢des conduzem a resultados
inadequados. Adicionalmente, demonstraram que a encurvadura local podera ocorrer
em secgOes de Classe 3 em situagao de incéndio, impedindo que se atinja 0 momento
resistente eldstico. Consequentemente, os autores propuseram uma nova metodologia
para o calculo da resisténcia das secgdes transversais de Classe 3 e Classe 4 em
situagcdo de incéndio que serd apresentada posteriormente neste trabalho. Neste
artigo, demonstra-se que utilizar esta metodologia em conjunto com a curva de
encurvadura lateral preconizada na Parte 1-2 do Eurocédigo 3 em situagdo de incéndio,
conduz a melhorias nos resultados quando comparados com os resultados obtidos
numericamente com o programa SAFIR, embora se mostre também que estas curvas
podem ainda ser melhoradas para o caso de vigas com sec¢Oes transversais de Classe 3 e 4

em estudos futuros.
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2 Encurvadura lateral de vigas com sec¢oes de Classe 3 e 4 em caso de
incéndio
2.1 Eurocddigo 3 Parte 1-2

De acordo com a Parte 1-2 do Eurocddigo 3, em caso de incéndio, a resisténcia de uma
viga ndo restringida lateralmente devera ser verificada de acordo com a equacdo (1)
para elementos com secc¢do transversal de Classe 3 ou de acordo com a equacdo (2)

para Classe 4.

Mb,fi,t,Rd = ZLT,ﬁWel,yky,afy /7M,ﬁ

Mb,fi,t,Rd = ZLT,ﬁW/eﬁ,min,ka.Zpﬂfy / Vi

onde W

oy € o modulo de flexdo efetivo

é o mdédulo de flexdo elastico, W

eff ,y,min

calculado como a temperatura normal, k , e k,, , sdo os fatores de redugdo
(relativos a f,) a altas temperaturas para a tensdo de cedéncia do aco e para o limite
convencional de proporcionalidade a 0.2%, f, a tensdo de cedéncia do aco e o
respetivo fator de seguranca a altas temperaturas Yu s - Como se pode observar, as
diferencas entre as Egs. (1) e (2) sdo o uso do modulo de flexdo efetivo (W, ) e do
limite convencional de proporcionalidade a 0.2% (f;,,s =ko2,0/f,) nNa Eq. (2),
enquanto na Eq. (1), sdo usados o mddulo de flexdo elastico (W, ) e a tensdo de
cedéncia do aco a altas temperaturas (f,, =k ,f,). O fator de reducdo para a

encurvadura lateral em situagdo de incéndio é determinado por

1
¢LT,9 + \/¢LT,92 - ZLT,e2

Xir =

Brro =051+ o+ A7, |

onde
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a=0.65,/235/ f,

com a esbelteza adimensional a altas temperaturas dada pela equacgdo (6) para

seccOes de Classe 3 e pela equacgdo (7) para seccGes de Classe 4.

LT ky,é’ /kE,e
ZLT,H = ZLT \ kO.Zp,H /kE,B

)

/?'Lr,e =

com

)2_'LT = VWyfy/Mcr

onde W, é o modulo de flexdo elastico W,, | para sec¢des de Classe 3 ou o modulo de

flexdo efetivo W

L7 .v.min PAra seccdes de Classe 4 e k., € o fator de reducdo para o

mddulo de Young a temperaturas elevadas dado na EN 1993-1-2 e M_ é o momento

critico eldstico para a encurvadura lateral dado na literatura, baseado nas
propriedades da seccdo transversal bruta e tendo em conta as condicbes de

carregamento, a distribuicao real dos momentos fletores e os travamentos laterais.
2.2 Usando uma nova metodologia para calcular a resisténcia da sec¢do

De acordo com a metodologia desenvolvida pelos autores em (COUTO et al., 2014b,
2014c) para determinar a resisténcia de sec¢des de Classe 3 e Classe 4 em situacdo de
incéndio, a equagdo (9) devera ser utilizada para verificar a resisténcia de uma viga nao

restringida lateralmente em caso de incéndio. Nesta proposta kyﬁ é utilizado para

seccOes de Classe 4 tal como para as restantes classes,
Mb,ﬂ,t,Rd = ZLT,ﬁWnew,eﬁ,yky,efy / V. fi

com %, , dado na Eq. (3) mas considerando a esbelteza adimensional a altas

temperaturas dado por

/1LT,H =M ky,H /kE,B
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O novo méddulo de flexdao efetivo — W — é calculado de acordo com os mesmos

new,eff ,y
principios a temperatura normal mas considerando os fatores de reducdo para a

encurvadura de placa para elementos comprimidos internos como

1.5
(/1,,+0.9—0‘26j ~0.055(3+v)
p= € 5 <1.0
(71,, +o.9—0'26j
E
e para elementos comprimidos em consola
1.2
(/Ip +1.1—0'52j ~0.188
E
= <1.0
(71 +1 1—0'52?
P . 8

com €=, /235/fy e a esbelteza adimensional da placa dado por

= b/t
2 =—

28.4¢e [k,

3 Modelo numérico

O modelo numérico utilizado neste trabalho foi implementado no programa SAFIR,
que foi desenvolvido especificamente para o calculo estrutural em situagdo de
incéndio (FRANSSEN, 2005). Efetuaram-se analises geometricamente e materialmente
nao lineares com imperfeigdes recorrendo a elementos finitos de casca. As vigas foram
discretizadas com elementos finitos de casca com quatro nds com seis graus de
liberdade (3 deslocamentos e 3 rotacdes), adotando a formulacdo de Kirchoff. O
critério de cedéncia é definido pela superficie de Von Mises de acordo com o diagrama
tensdo-extensdo da EN 1993-1-2 (ver Figura 1) e com os respetivos fatores de reducao

a temperaturas elevadas (k, ,, k,, e k;,) (CEN, 2005b). A integracdo nos elementos

casca segue um esquema de Gauss com 2x2 pontos de integracdo na superficie e 4
pontos de integragdao ao longo da sua espessura. Os elementos de casca utilizados no

programa SAFIR, tal como a sua capacidade de representar os fendmenos de
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encurvadura local foram validados previamente por Talamona e Franssen (TALAMONA,;
FRANSSEN, 2005). Considerou-se a temperaturas constante na sec¢do e no elemento
para permitir uma comparagao direta com as férmulas simplificadas de calculo. Para
determinar numericamente a capacidade resistente das vigas ndo restringidas
lateralmente, primeiro o elemento foi aquecido até a temperatura desejada e em
seguida aplicou-se o carregamento que foi incrementado ao longo do tempo até se
atingir o colapso. Consideraram-se vigas apenas com um vao e apoios em forquilha. Os
deslocamentos verticais (Uz) foram restringidos em ambas as extremidades da viga
(ver Figura 2) no banzo inferior e os deslocamentos laterais (Uy) foram igualmente
restringidos em ambas as extremidades ao longo da alma, para impedir o
deslocamento de corpo rigido numa das extremidades restringiu-se também o

deslocamento no eixo da viga (Ux).

A B
N
Ux bloqueado
Uy bloqueado —O
-~ - O
zZ Uy bloqueado
N
y | |

x O O

Uz bloqueado Uz bloqueado

Figura 2 — llustracdo das condig¢des fronteira utilizadas no modelo numérico.

O carregamento foi aplicado através de cargas pontuais distribuidas nos banzos e na
alma. Para evitar problemas numéricos, considerou-se uma camada adicional de

elementos de casca com uma espessura maior nas extremidades das vigas.

As imperfeicGes geométricas foram introduzidas no modelo alterando as coordenadas
dos nds para representar a pior situagdo para determinar a capacidade resistente das
vigas a encurvadura lateral em situagao de incéndio. Assim, considerou-se o modo de
encurvadura dado através de uma analise linear de estabilidade realizada com o
programa Cast3M (CEA, 2012). Seguindo as recomendagdes do Anexo C da EN 1993-1-
5 (CEN, 2006) para a analise por elementos finitos, considerou-se também uma

combinagdo dos modos globais e locais (ver Figura 3), em que a amplitude do primeiro
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modo foi considerada como a imperfeicdo principal e a do segundo modo foi reduzida
para 70%. A amplitude das imperfeicGes foi considerada como 80% das tolerancias de
fabrico dadas na EN 1090-2 (CEN, 2008) conforme sugerido no mesmo anexo. Isto &,
para o modo global considerou-se uma amplitude de 80% de L/750 em que L é o vdo
da viga, e para o modo local 80% de b/100 ou 80% de h,,/100, onde b é a largura do
banzo e h,, é a altura da alma dependendo do né onde ocorre o maior deslocamento
no modo local. Seguiu-se também a recomendacdo da norma para que uma

imperfeigao minima de 4mm na alma fosse considerada.

a b
Figura 3 — Modos de e)ncurvadura: a) global e b) Iocal)para introduzir as imperfeicdes.
As tensOes residuais foram introduzidas nos modelos numéricos com os diagramas
(ECCS, 1984) indicados na Figura 4. Os valores adoptados para as tensdes residuais
estdo de acordo com (ECCS, 1976, 1984) conforme usados num estudo anterior (ECCS,
2000).
013

fy

0.3 x 235 MPa 0.25 fy

c | 0.5 % 235 MP.
* 2 et
0.25b

T T T e *
7 7 0~125h\I yfy 0.075h,
= =
C C = 0.25fy |C
—_—t
b

e —
b
a)

b
b) c)
Figura 4 — Diagramas de tensdes residuais considerados neste estudo para: a) perfis

laminados a quente com h/b <1.2, b) com h/b >1.2 e c) perfis soldados.

Como referido anteriormente, sdo escassos os estudos sobre a capacidade resistente
de vigas nao restringidas lateralmente com sec¢des esbeltas em situacdo de incéndio.
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No ambito do projeto Europeu de Investigagdo FIDESC4 (FIDESC4, 2014), foram
ensaiadas duas vigas a temperaturas elevadas tendo sido comparados os resultados
experimentais com os resultados numéricos pelos autores em (FIDESC4, 2014;
PRACHAR et al., 2014) onde se obteve uma boa correlacio entre os resultados
numeéricos e experimentais, validando-se desta forma o programa SAFIR para o cdlculo
da resisténcia a encurvadura lateral de vigas de sec¢do esbelta em situacdo de
incéndio.

4 Influéncia das tensdes residuais

Nesta seccdo, a influéncia das tensoes residuais é investigada para as sec¢Ges descritas
na Tabela 1. Foram considerados perfis soldados e laminados a quente com os
diagramas das tensGes residuais indicados na Figura 4. Da Figura 5 a Figura 8 os
resultados da resisténcia a encurvadura lateral sdo comparados considerando ou ndo

as tensdes residuais em termos do fator de reducdo da encurvadura lateral %, ,.

Neste caso consideraram-se diferentes tipos de aco. As temperaturas consideradas

foram 350°C, 450°C, 550°C e 700°C.

Tabela 1 — Sec¢Ges transversais consideradas no estudo para avaliar a influéncia das

tensdes residuais na resisténcia a encurvadura lateral (Classificacdo ago S355).

Dimensdes Classificacdo
(hy x t, + B xt) Ago (a titulo de exemplo para o ago S355)
(mm) Alma Banzo Secgao
450 x 6 + 150 x 15 3 1 3
450 x4 + 150 x 10 S235, S275, 4 3 4
450x 6+ 150%x 8 S355 e S460 3 3 3
450x 4 +150 x5 4 4 4
12 1.2 >
-10% -7
Z br z 1 ‘
< <
= =
=] ] . .
dos 408 oS ot
2 1450%4+150%5 ] 7
Z 06 Z 06 37 a
L Q e
E g ’ 0s235
o 04 ) © 047 S 05275
<02 e oo | $355
2 — =0 5460
Perfil laminado
0 ) ) ) ) ) 0 ) ) ) Perfil soldzlndo )
0 0.2 0.4 0.6 0.8 1 1.2 0 02 0.4 0.6 0.8 1 12
Xurs - Com tensodes residuais perfil laminado Xir.q - Com tensdes residuais perfil soldado
a) b)
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Figura 5 —

soldados na resisténcia a encurvadura lateral de vigas com secgdes transversais

Influéncia das tensdes residuais em perfis a) laminados a quente e b)

450 x 6 + 150 x 15.
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b)

Influéncia das tensoes residuais em perfis a) laminados a quente e b)

soldados na resisténcia a encurvadura lateral de vigas com secgdes transversais

450 x 4 + 150 x 10.
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b)

Influéncia das tensdes residuais em perfis a) laminados a quente e b)

soldados na resisténcia a encurvadura lateral de vigas com secgdes transversais

450 x 6 + 150 x 8.
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a) b)
Figura 8 — Influéncia das tensdes residuais em perfis a) laminados a quente e b)

soldados na resisténcia a encurvadura lateral de vigas com secgdes transversais

450 x 4 + 150 x 5.

Tal como se pode verificar, a influéncia das tensdes residuais é pequena para ambos os
diagramas de tensGes, ou seja, perfis laminados a quente ou soldados, e os resultados
sdo praticamente idénticos para ambos os casos. Pode concluir-se que, a resisténcia a
encurvadura lateral de vigas com secg¢Oes transversais esbeltas em situacdo de
incéndio ndo é influenciada pelo tipo de diagrama de tensdes residuais, ou seja, ndo
depende do processo de fabrico da seccdo. Apesar da pouca influéncia, no restante
trabalho considerou-se sempre o diagrama de tensdes residuais correspondentes ao

diagrama dos perfis soldados da Figura 4.

5 Comparagao dos resultados numéricos com as formulas do

Eurocodigo 3

Nesta seccdo, é efetuada a comparacao entre os resultados numeéricos do SAFIR e os
modelos simplificados através das férmulas preconizadas na Parte 1-2 do Eurocédigo 3
para verificar a resisténcia mecanica ao fogo de vigas ndo restringidas lateralmente.
Consideraram-se varias sec¢es de Classe 3 e 4, vdrios tipos de ago (ver Tabela 2) e
varias temperaturas (350°C, 450°C, 550°C e 700°C) num total de aproximadamente

8500 resultados numéricos.

Tabela 2 — Sec¢Oes transversais consideradas no estudo numeérico.

DimensGes Espessura do banzo (t;)
(hthw+thf) ACO (mm)
(mm)
450 x 4 + 150 x t; 56,7,8,9, 10,11, 12,13, 14, 15
450 x 4 + 200 x t; 7,8,9,10,11, 12,13, 14, 15, 16, 17, 18, 19, 20

450 x 4 + 250 x t; $235, S275, 8,10, 11.5, 13, 15, 16.5, 18, 20, 21.5, 23, 25

S355eS5460 8,8.1,8.2,8.3,84,8.5,9,9.5, 10, 11.5, 13, 15,
16.5, 18, 20, 21.5, 23, 25

450 x 6 + 250 x t; 13, 13.5, 14, 14.5, 15, 15.5, 16, 18, 20, 23, 25

450 x 6 + 150 x t¢

Na Figura 9 mostra-se a comparagdo entre os resultados numéricos através de uma

anadlise por elementos finitos com o SAFIR e as formulas atuais da EN 1993-1-2 para
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diferentes tipos de aco. Na Figura 10, a precisdao das formulas da EN 1993-1-2 sdo
igualmente comparadas com os resultados obtidos no SAFIR. Nestas figuras, a
resisténcia da seccdo transversal foi calculada de acordo com a EN 1993-1-2 conforme

a Eq. (14) para secgOes de Classe 3 e a Eq. (15) para secgdes de Classe 4.

My 5cs = VVel,yky,afy / Vv, (14)
MRd,EC3 = Weﬂ,kaAZp,ﬁfy / Vv, (15)
1.6
L4 ® Classe 4 - Mult,SAFIR/MRA,EC3 (S235)
’ ® Classe 3 - Mult,SAFIR/MRA,EC3 (S235)
12 r ———EN 1993-1-2 §235

XLt fi

’ 0 0.25 0.5 0.75 1 1.25 15 1.75 2
Airo
1.6
® Classe 4 - Mult,SAFIR/MRdA,EC3 (S275)
M ® Classe 3 - Mult,SAFIR/MRdA,EC3 (S275)
12 r ——EN 1993-1-2 8275

XLt fi

0 1 1 1 1 1 1 1
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Figura 9 — Comparagao entre a curva de resisténcia a encurvadura lateral da

EN 1993-1-2 e os resultados numeéricos.
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Figura 10 — Precisao das formulas atuais da EN 1993-1-2.
Conforme se pode observar na Figura 9 e Figura 10, a metodologia atual da
EN 1993-1-2 necessita de ser melhorada. Refira-se porém que, conforme se observa na
Figura 9 a influéncia da qualidade do aco, tida em conta na definicdo do fator de

imperfeicdo a (ver Eqg. (5)), estd a ser bem representada, uma vez que ndo se

distinguem diferencas significativas nos graficos apresentados. As principais diferengas
sdo obtidas para valores de esbelteza adimensional 4, ,<0.5 onde a resisténcia a

encurvadura lateral depende essencialmente da capacidade resistente da secgdo
transversal. Para vigas com sec¢do de Classe 3, os resultados sdo maioritariamente
inseguros enquanto para Classe 4 os resultados s3ao demasiado conservativos. Estas
conclusdes estdo de acordo com (COUTO et al., 2014a, 2014b, 2014c) onde os autores
mostraram que as diferengas obtidas no calculo da resisténcia da secgdo transversal
com os modelos simplificados de calculo da EN 1993-1-2 e numericamente com as
analises por elementos finitos eram nesta ordem de grandeza, ou seja, cerca de 40%.
As diferengas obtidas no calculo da resisténcia da secg¢ao transversal entre os modelos

da EN 1993-1-2 e numericamente com o SAFIR estdo ilustradas na Figura 11.
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com a EN 1993-1-2 (EC3) e numericamente com o SAFIR.

Na Figura 12, comparam-se os resultados obtidos para a resisténcia da seccdo
transversal obtida numericamente com o SAFIR (FEA) e de acordo com a proposta
desenvolvida pelos autores em (COUTO et al., 2014a, 2014b, 2014c), aqui designada
por “FIDESC4” por ter sido adotada no projeto Europeu de Investigacdo FIDESC4 é.

Desta forma a resisténcia da secc¢do transversal é calculada por (ver seccdo 2.2)
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Figura 12 - Comparagao entre a resisténcia da sec¢ao transversal calculada de acordo

com a Eq. 16 (FIDESC4) (COUTO et al., 2014a) e numericamente com o SAFIR (FEA).
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Na Figura 13, os resultados obtidos numericamente com o SAFIR (FEA) para a
resisténcia a encurvadura lateral de vigas em situa¢ao de incéndio sao comparados
com as formulas atuais da EN 1993-1-2 mas considerando o calculo da resisténcia da
sec¢do transversal de acordo com a proposta FIDESC4. Na Figura 14, a precisdao das
férmulas atuais da EN 1993-1-2 sdo comparadas com os resultados numéricos
calculados com o SAFIR mas considerando a capacidade resistente da secgdo

transversal calculada com a proposta FIDESC4.
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Figura 13 — Comparacgao entre a curva de resisténcia a encurvadura lateral da EN 1993-

1-2 e os resultados considerando a proposta FIDESC4 para a seccao transversal.
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Figura 14 — Precisao das formulas atuais da EN 1993-1-2 considerando a proposta

FIDESC4 para a seccdo transversal.

Como se pode observar, os resultados melhoram, existindo maior concordancia entre
os resultados numéricos e a resisténcia a encurvadura lateral em situacdo de incéndio
calculada com as formulas da EN 1993-1-2 quando se considera a resisténcia da sec¢ao
transversal calculada de acordo com a proposta FIDESC4. No entanto, verifica-se que
esta curva podera ser melhorada e que estudos aprofundados nesse sentido deverao

ser realizados no futuro.
6 Conclusoes

Neste estudo, o comportamento de vigas sujeitas a momentos uniformes aplicados
nas extremidades com seccOes transversais esbeltas foi investigado em situacdo de
incéndio recorrendo ao programa de calculo SAFIR. Foram utilizados elementos de
casca em perfis com varias secgoes de Classe 3 e 4 bem como diferentes temperaturas
e tipos de ago. Observou-se que as regras atuais preconizadas na Parte 1-2 do
Eurocddigo 3 para verificar a resisténcia a encurvadura lateral de vigas ndo restringidas
lateralmente em situacdo de incéndio ndo conduzem a resultados adequados uma vez
que dependem da resisténcia da secg¢ao transversal e tal como se demonstrou, a
metodologia de calculo da Parte 1-2 do Eurocddigo 3 para determinar a resisténcia da

sec¢do transversal conduz a resultados imprecisos quando comparados com os
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resultados numéricos calculados com o SAFIR. Em especial, para sec¢des de Classe 3
observou-se que os resultados eram inseguros para esbeltezas de vigas pequenas.
Uma nova metodologia desenvolvida pelos autores para calcular a resisténcia da
seccdo transversal de sec¢Oes de Classe 3 e 4 foi utilizada para verificar a validade da
curva de encurvadura lateral atualmente existente na Parte 1-2 do Eurocddigo 3. Foi
demonstrado que os resultados obtidos com os modelos simplificados utilizando esta
metodologia melhoram consideravelmente quando comparados com os resultados
obtidos numericamente. Porém, observa-se que é possivel ainda melhorar a curva
atual de resisténcia a encurvadura lateral em situacdo de incéndio e que essa
possibilidade deve ser objeto de estudos futuros. Adicionalmente, com o estudo da
influéncia das tensdes residuais na resisténcia a encurvadura lateral, concluiu-se que a
sua influéncia é reduzida e que a resisténcia mecanica das vigas praticamente nao

depende do processo de fabrico das seccOes transversais.
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Flexural behaviour of cold-formed steel beams in fire situation

Resumo

Este trabalho de pesquisa teve como objetivo estudar o desempenho estrutural de vigas em
aco enformadas a frio sujeitas a flexdo e em situacdo de incéndio, com base em resultados de
um alargado programa de ensaios experimentais de resisténcia ao fogo. Nestes ensaios
procurou-se assim estimar os modos de rotura de diferentes tipos de vigas (vigas C, I-
enrijecido, R e 2R) e as respetivas temperaturas e tempos criticos. Depois de validado o
modelo numérico, construido no programa de elementos finitos Abaqus, procurou-se efetuar
um estudo paramétrico. Neste foram avaliadas outras caracteristicas das vigas ndo analisadas
experimentalmente, nomeadamente, a influéncia do comprimento do vdo, do nivel de
carregamento inicial nas vigas e das imperfeicdes geométricas das mesmas em situacdo de
incéndio. Os resultados deste estudo revelaram acima de tudo que as imperfeicGes podem
afetar a temperatura critica das vigas em 20 % e a carga de servico em 70 %.

Palavras-chave: agco enformado a frio (chapa dobrada), vigas, resisténcia ao fogo, elementos
finitos, ensaios experimentais.

Abstract

This paper is mainly aimed at the structural performance of cold-formed galvanized steel
beams under flexural and fire conditions, based on the results of a large programme of
experimental tests and numerical simulations. Therefore, firstly several experimental fire tests
on cold-formed steel beams were undertaken to obtain the failure modes of the studied
beams (C, lipped-I, R and 2R beams) as well as their critical time and temperatures. After
validating the developed finite element model, using the advanced finite element program
Abaqus, a parametric analysis was carried out. This one was focused on the study of the
influence of the section geometry, initial applied load on the beam, span and magnitude of the
initial geometric imperfections of the beams on their structural behaviour. The results of this
research work show mainly that the initial applied load and the magnitude of the initial
geometric imperfections of the beams may reduce their critical temperature by 70% and 20%,
respectively.

Keywords: cold-formed steel, beams, fire resistance, finite elements, experimental tests.
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Simbologia

E Modulo de elasticidade longitudinal do aco

L Comprimento do elemento estrutural

Mo, i gRd Momento fletor aplicado na viga em situagao de incéndio

My, rp Valor de calculo do momento fletor resistente a encurvadura lateral da

viga a temperatura ambiente

d Deslocamento vertical do macaco hidraulico para aplicacdo da carga
fo Tensao limite de proporcionalidade do aco

fy Tensdo efetiva de cedéncia do ago

t Tempo de exposicdo ao fogo

Espessura da secdo transversal dos perfis enformados a frio
6 Temperatura critica da viga

A Esbelteza normalizada para a encurvadura lateral
1 Introducao

O facto dos perfis de aco enformados a frio (chapa dobrada) apresentarem elevada
esbelteza das paredes das seg¢des transversais, elevada relagdo entre a largura e a
espessura das mesmas, e de apresentarem baixa rigidez torsional (muito inferior a
rigidez de flexdao) pela ndo coincidéncia dos centros de corte e de gravidade,
proporcionam a ocorréncia de diversos fendmenos de instabilidade. Neste sentido,
muitos dos estudos existentes procuram avaliar individual e interactivamente os
fendmenos de instabilidade local e distorcional (Chu et al., 2006; Dinis e Camotim,
2010; Laim et al., 2013; Yu e Schafer, 2003; Yu e Schafer, 2007). Além disso, o
comportamento de vigas em ago enformado a frio em situagao de incéndio é ainda um
assunto muito pouco abordado, existindo uma enorme reserva no que respeita ao
dimensionamento deste tipo de estruturas. A alta condutibilidade térmica do ago
aliada ao elevado fator de massividade destes elementos estruturais, conduz a que a
temperatura nestes rapidamente seja igual a da sua envolvente. Por sua vez, a

temperatura provoca a degradacdo das propriedades mecanicas do a¢o, que sdo mais
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penalizadoras em elementos com segao transversal de classe 4. A propria EN 1993-1-
2:2004 também determina que as estruturas com sec¢Ges transversais da classe 4 ndo
verificam seguranga ao fogo quando as suas temperaturas ultrapassam os 350 2C. No
entanto, dos poucos estudos que existem relativamente a capacidade estrutural de
vigas, concluiu-se que estas apresentam capacidade portante pelo menos até os 500
oC (Kankanamge, 2010) ou até mesmo os 700 2C (Lu et al., 2007; Laim e Rodrigues,
2011). Um dos motivos apontados por Lu et al. (2007) para este aumento de
resisténcia ao fogo é o efeito de catenaria, que permite que as vigas desenvolvam
grandes extensoes de tracdo junto dos apoios, tal como em vigas de aco laminado a

quente.

A modelacdo numérica por elementos finitos também tem um papel cada vez mais
preponderante na avaliacdo deste tipo de elementos, uma vez que as suas previsdes
geralmente tém uma correspondéncia boa com os modos de encurvadura
experimental. As simulagdes mostram que o modo de encurvadura é um parametro
chave que influencia a resisténcia a flexdo das vigas (Wang e Zhang, 2009). Estas
simulacbes requerem, porém, quase sempre, o uso de analises nao-lineares
geomeétrica e do comportamento reoldgico do material com elementos finitos do tipo
casca (Schafer et al., 2010). As imperfeicGes geométricas nos elementos de aco
enformado a frio sdo outro factor relevante a considerar no calculo da resisténcia
destes elementos, embora alguns autores defendam que quanto maior for a
temperatura que os elementos resistem, menor é a influéncia destas imperfeigdes
(Alves, 2006). Por outro lado, Kaitila (2002) sugere que as imperfeicdes globais tém
mais influéncia no valor da carga ultima do elemento face as imperfeicdes locais, e
segundo Feng et al. (2004) a curva de encurvadura para colunas estabelecida na EN
1993-1-2:2004, originalmente desenvolvida para elementos em ag¢o laminado a

guente, parece obter resultados seguros aceitaveis.

Em suma, a maioria dos estudos realizados sobre esta tematica sdo maioritariamente
de dominio numérico, existindo poucos estudos experimentais. Além disso, a grande
maioria destes estudos abordam apenas o comportamento estrutural de elementos
simples, isto é, constituidos por apenas um perfil. Deste modo, o presente trabalho de

pesquisa tem como objetivo analisar o comportamento a flexdo de diferentes tipos de
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vigas em aco enformadas a frio em situagao de incéndio, com base num alargado
programa de ensaios experimentais e de simulagcbes numeéricas. Neste estudo
procurou-se assim, em primeiro lugar, avaliar experimentalmente, através de ensaios
de flexdo de quatro pontos, os modos de colapso das diferentes vigas (vigas C, I-
enrijecido, R e 2R, ou seja, com secdes transversais constituidas por diferentes
numeros de perfis em aco enformado a frio aparafusados entre si) e as respetivas
temperaturas e tempos criticos. Posteriormente, desenvolveu-se e validou-se um
modelo numeérico no programa de elementos finitos Abaqus com recurso aos
resultados daqueles ensaios experimentais. Por fim, outras caracteristicas das vigas
ndo analisadas experimentalmente foram investigadas num estudo numérico
paramétrico, nomeadamente, a influéncia do comprimento do vdo, do nivel de
carregamento inicial nas vigas e das imperfeicdes geométricas das mesmas em

situacdo de incéndio.

2 Analise experimental

2.1 Provetes de ensaio

Os provetes de ensaio consistiram assim em vigas C, |-enrijecido, R e 2R, as quais eram
formadas por um ou mais perfis de aco galvanizado enformados a frio,
nomeadamente, por perfis U e C (fig. 1). Ambos os perfis tinham 2,5 mm de espessura
e banzos com 43 mm de largura. O raio interno das dobras dos respetivos perfis e os
enrijecedores nas extremidades dos banzos dos perfis C mediam respetivamente 2 e
15 mm. Por fim, a altura da segdo transversal dos perfis C era de 250 mm, enquanto a
dos perfis U era de 255 mm, de modo a que estes perfis pudessem ser encaixados
sobre os perfis C, como se pode visualizar na Figura 1. O vao das vigas era ainda de 3
m, devido as limitacGes geométricas do forno horizontal de resisténcia ao fogo
disponivel no Laboratério de Ensaios de Materiais e Estruturas (LEME) da Universidade
de Coimbra (UC). Note-se que as vigas l-enrijecido consistiam em dois perfis C
aparafusados um contra o outro pelas almas, as vigas R em um perfil C e um perfil U
encaixados um no outro em forma de caixdo e parafusados pelos banzos e, por fim, as

vigas 2R em duas vigas R parafusadas pelas almas dos perfis C. Todos estes perfis eram
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parafusados uns nos outros através de parafusos auto-atarrachantes S-MD03Z 6,3x19
da Hilti com afastamentos entre si ao longo da viga de aproximadamente 1 m (L/3). Os

perfis eram ainda da classe estrutural S280GD+Z e os parafusos da classe S235.

T

_[rj 1 |——1]cE LN EE
£ N\

.

< < parafusos
3 ] auto-perfurantes
8] ™
— —
L) 3 (I L]
Viga C Viga R Viga I-enrijecido Viga 2R

Figura 1 — Esquema dos provetes de ensaio
2.2 Sistema experimental

Na Figura 2 apresenta-se varias vistas do sistema experimental utilizado nos ensaios de
resisténcia ao fogo das respetivas vigas. Este era essencialmente constituido por um
portico de reacdo (1), um macaco hidraulico (2), um forno elétrico (3) e por dois
apoios, um simples e outro duplo (4), de modo a obter uma viga isostdtica
simplesmente apoiada. Como se pode visualizar o carregamento foi aplicado na viga
(5) em dois pontos de modo a dividir a viga em trés trogos de igual comprimento (1 m,
i.e., um terco do vdo) e fazendo com que esta no trogco intermédio apresentasse flexdo
pura. O carregamento foi aplicado por um macaco hidraulico de duplo efeito RR 3014
da ENERPAC (2), que por sua vez estava suspenso num portico de reacdo HEB 300 (1) e
era controlado por uma central servo-hidraulica W+B NSPA700/DIG2000. O
carregamento aplicado no provete foi ainda medido através de uma célula de carga
F204 da Novatech com 250 kN de capacidade (6). Entre o macaco hidraulico de duplo
efeito (2) e o provete de ensaio (5) foi instalado um sistema de redistribuicdo de carga
constituida por um pilar HEA 160 (7) e uma viga HEB 140 (8), ambos preenchidos entre
os banzos com concreto leve de protegdao ao fogo, de modo a manter a integridade
destes elementos durante todos os ensaios de resisténcia ao fogo. O pilar HEA 160 (7)
permitiu assim transmitir a carga proveniente do macaco hidrdulico (2) a viga HEB 140

(8) e esta, consequentemente, teve como funcdo de redistribuir a carga sobre o
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provete de ensaio (5) em dois pontos equidistantes relativamente ao seu centro. Além
disso, neste sistema de redistribuicdo foram também instaladas duas rdétulas (9, 10)
com o intuito de acomodar o carregamento aplicado as deformacgdes locais e globais
da viga (5) durante o respetivo ensaio, em especial as deformacdes laterais. As vigas
ensaiadas foram assim submetidas a altas temperaturas através de um forno
horizontal modular elétrico de resisténcia ao fogo (3). Este tinha 4,5 m de
comprimento e 1 m de largura e altura e ainda uma temperatura maxima de
aquecimento até aos 1200 2C. Note-se que as vigas foram apenas diretamente
aquecidas numa extensao de aproximadamente 2,6 m do seu vao, uma vez que oS
apoios foram protegidos com 13 ceramica a fim de preserva-los durante todos os
ensaios. Este sistema de apoios era composto por um apoio simples (que permitia
rotacdo e deslocamento na direcdo longitudinal da viga) e um duplo (que permitia

apenas rotacao) (4) em aco refratario A310, e ambos com restricdo a rotacdo lateral.

: LY 4 ;!h_wr

Figura 2 — Sistema experimental de ensaios de resisténcia ao fogo de vigas
2.3 Plano e procedimento de ensaio

Os ensaios experimentais em vigas de aco galvanizado enformado a frio foram assim
realizados no Laboratdorio de Ensaios de Materiais e Estruturas (LEME) do
Departamento de Engenharia Civil (DEC) da Universidade de Coimbra (UC), em
Portugal. O programa experimental englobou um total de 12 ensaios de resisténcia ao
fogo, uma vez que foi analisado o comportamento a flexdo de 4 vigas (C, l-enrijecido, R
e 2R) com secOes transversais diferentes em situacdo de incéndio; e por cada tipo de

secdo transversal (B-C_i, B-l i, B-R_i e B-2R_i, onde i representa o niumero do ensaio)
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foram realizados trés ensaios, de modo a adquirir uma melhor correlacdo dos
resultados. Neste trabalho procurou-se portanto estudar se¢des transversais de vigas
com o mesmo tipo e dimensao das mais comuns nos edificios de construgdao metalica

em perfis de aco enformados a frio em Portugal.

Todos os ensaios foram efetuados em duas etapas. Primeiro, os provetes de ensaio
foram carregados a velocidade constante de 1 kN/s até atingir 50 % do valor de célculo
do respetivo momento resistente, calculado de acordo com as EN 1993-1-1:2004, EN
1993-1-3:2004 e EN 1993-1-5:2006, carregamento que pretendeu simular a carga de
servigo a que a viga estaria sujeita numa estrutura real. Posteriormente, com a carga
mantida constante, a viga foi aquecida até a sua instabilizacdo, sendo a acdo térmica
aplicada por um forno horizontal modular elétrico programado para seguir a curva de
incéndio padrao ISO 834:1999. Nestes ensaios mediram-se também temperaturas no
forno e no provete, assim como, deslocamentos verticais (fig. 3), a fim de determinar a
resisténcia ao fogo das vigas e a respetiva temperatura critica. A aquisicao de dados foi

realizada com um Data Logger TDS 530 da TML.

Figura 3 — Instrumentacdo dos provetes de ensaio
3 Analise numérica

3.1 Tipo de elemento finito

A biblioteca do programa de elementos finitos Abaqus dispGe de uma grande
variedade de elementos finitos com diferentes tipos, nomeadamente, elementos
solidos, casca, viga, entre outros. Neste trabalho, para as simulacdes do processo de

transferéncia de calor, utilizou-se um elemento finito sélido, quadrilateral, linear e de
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quatro nds (DC2D4) na discretizagdo dos perfis das respetivas vigas. Por outro lado,
para as simulagcdes do comportamento estrutural das vigas, adotaram-se elementos
finitos do tipo casca, S4R, e do tipo sdlido, C3D8R, na discretizacdo dos perfis e dos
parafusos, respetivamente. Note-se que o elemento S4R pode ser utilizado tanto para
a analise de cascas espessas como finas e é um elemento correntemente referenciado
na literatura para a analise estrutural de elementos de aco enformados a frio. O
elemento S4R é, assim, do tipo casca (S), de quatro nés com interpolagdao de primeira
ordem ou linear (4), com deformacao finita de membrana e integracdo reduzida (R). A
integracdo reduzida, em algumas analises, tem a vantagem de reduzir o tempo de
calculo porque é um elemento com um Unico ponto de integragao no centro do
elemento. Este possui ainda seis graus de liberdade em cada nd (trés componentes de
translacdo e trés de rotacdo), e é um elemento que permite variacdes da espessura e
considera o efeito da deformabilidade por esfor¢co transverso. Por fim, o elemento
C3D8R é um elemento continuo (C), tridimensional (3D), com oito nds (8) e com
integracdo reduzida (R). O elemento C3D8R também possuiu uma formulacdo com
interpolagdao de primeira ordem ou linear, e tem a opg¢do hourglass control, que
permite melhorar a resolucao de problemas relacionados com a obtencdo de solucdes
oscilatorias, exibindo modos espurios, ou seja, quando a matriz se torna singular ou
quase singular (quando a matriz ndo admite inversa). Por fim e ao contrario do
elemento S4R, o elemento C3D8R apresenta apenas trés graus de liberdade de

translagao por cada né.
3.2 Malha de elementos finitos

As vigas de ago enformado a frio foram discretizadas automaticamente numa malha de
elementos finitos com uma dimensdao aproximada de 10 x 10 mm para as vigas C, |-
enrijecido e R, e 15 x 15 mm para as vigas 2R. As vigas 2R apresentaram uma malha
ligeiramente menos refinada para que o tempo de processamento de cdlculo neste
tipo de vigas ndo aumentasse muito relativamente aos outros tipos de vigas e que ao
mesmo tempo ndo diminuisse a precisao dos resultados. Em relagao aos parafusos foi
adotada uma malha com uma dimensao aproximada de 2 x 2 x 2 mm. Desta forma, por
cada metro linear de comprimento as vigas C, |-enrijecido, R e 2R foram subdivididas

em aproximadamente 4000, 9100, 7900 e 8400 elementos, ligados entre si por

80



intermédio de aproximadamente 4100, 9300, 8100 e 8700 pontos discretos (nds),
respetivamente. Por ultimo, os parafusos foram subdivididos em 334 elementos,

ligados entre si por intermédio de 498 nés.
3.3 Propriedades mecanicas dos materiais

Na modelagdo do material das vigas de ago enformado a frio e dos parafusos foi
considerado um comportamento reoldgico nado-linear e isotropico, com critério de
cedéncia de Von Mises. Neste sentido, foi assumido uma relacdo tensdo-extensao
tetra-linear e bilinear para a lei constitutiva do material das vigas e dos parafusos,
respetivamente (fig. 4). Em relacdo aos parafusos foi assim adotado um
comportamento elastico perfeitamente plastico, com mddulo de Young, E, e tensdo de
cedéncia do ago, f,, igual a 210 GPa e 235 MPa, respetivamente para a temperatura
ambiente, uma vez que este tipo de parafusos pertence a classe S235. Por outro lado,
a curva tensdo-extensdo, que traduz a lei constitutiva do material dos perfis, foi
representada por um primeiro trogo linear até a tensao limite de proporcionalidade do
aco (f, = 0,7 x fy). A inclinagdo deste trogo linear, bem como, o valor da f, foram
respetivamente considerados iguais a 210 GPa e 295 MPa a temperatura ambiente.
Note-se que estes valores foram obtidos em ensaios de tracdo a temperatura
ambiente de provetes de aco recolhidos diretamente do meio da alma dos perfis. O
comportamento gradual de cedéncia do ago foi assim idealizado por uma relagao
bilinear com dois médulos de elasticidade longitudinal diferentes (E; e E;) entre f, e f,,
com uma tensdo intermédia igual a 0,875 x f,. Por fim, o endurecimento do ago foi
representado por um Uultimo segmento linear com o moddulo de elasticidade
longitudinal E3. Os valores de E;, E, e E3 foram respetivamente iguais a 80000, 20000 e
1050 MPa (E; = E / 200) a temperatura ambiente, tal como, alguns investigadores da
area sugerem (Feng et al., 2004). Com o intuito de modelar ainda as degradag¢des
mecanicas dos materiais com a temperatura, a tensdo de cedéncia e o mddulo de
elasticidade do aco dos parafusos foram afetados com os respetivos fatores de
redugao estabelecidos na EN 1993-1-2:2004, enquanto a tensao de cedéncia do ago
dos perfis foi afetado pelos respetivos fatores de reducdo apresentados no mesmo
Eurocode, mas do anexo E (seccOes de classe 4); e, por ultimo, os fatores de reducao

para o modulo de elasticidade do aco dos parafusos e dos perfis foram,
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respetivamente, retirados da EN 1993-1-2:2004, e obtidos de estudos da literatura
(Ranawaka, 2006). Note-se que os autores optaram por utilizar os factores de reducdo
para a tensdo de cedéncia do ago dos perfis os apresentados pela EN 1993-1-2:2004,
uma vez que existe uma grande dispersdo dos valores disponibilizados na literatura,
como se pode visualizar no trabalho de Kankanamge e Mahendran (2011). Por outro
lado, dado que a EN 1993-1-2:2004 nao faz distin¢cdo entre os factores de reducdo para
o moédulo de elasticidade do ago em fungdo da classe das secgdes, escolheu-se utilizar
os valores obtidos nos estudos de Ranawaka (2006) por se tratar de valores
intermédios dos disponibilizados na literatura e por corresponder aos resultados

numéricos com melhor ajuste dos resultados experimentais das vigas.

As propriedades térmicas dos perfis de aco enformados a frio, consideradas no modelo
numérico também foram iguais as preconizadas pela EN 1993-1-2:2004, exceto as da
expansdo térmica (Chen e Young, 2007). Note-se ainda que a massa volumica e o
coeficiente de Poisson do aco foram contabilizados com os respetivos valores de 7850
kg/m® e 0,3 para qualquer nivel de temperatura, e quanto as tensdes residuais do
material, ndo foi tido em conta qualquer influéncia no comportamento estrutural das
vigas ao incéndio neste estudo. Salienta-se, porém, que a determinagdo da grandeza
destas tensoes é de elevada complexidade e a sua distribuicdo ao longo da espessura
pode ser mesmo altamente ndo linear, visto que estas dependem do raio de
enrolamento das chapas de aco nas respectivas bobinas, da espessura da chapa, da
tensdo de cedéncia do ago da chapa original (chapa antes de ser enrolada), do angulo
das dobras e da relacdo entre o raio da dobra e a espessura da chapa (Moen et al.,
2008; Anis et al., 2012). Outro fendmeno também relevante que ainda ocorre no
fabrico dos perfis de aco enformado a frio € o encruamento do aco, particularmente
nas zonas das dobras da chapa (Chajes et al., 1963). Nestas regides a tensdo de
cedéncia e a tensdo resistente Ultima do aco sdo aumentadas, enquanto a ductilidade
do aco é reduzida relativamente ao do aco das chapas antes de enroladas. Ou seja, o
endurecimento do ago é um efeito que tende a atenuar o das tensdes residuais ou
mesmo, em certas circunstancias, a compensarem-se mutuamente. Além disso, a
temperatura tende também a minorar o efeito das tensdes residuais nos elementos

estruturais (Ranawaka e Mahendran, 2010) e, por fim, quanto maior for a esbelteza do
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elemento menor é a influéncia das tensdes residuais, uma vez que o elemento tende a

instabilizar ainda na fase elastica do material.
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Figura 4 — Curvas tensao-extensao do aco dos componentes dos provetes
3.4 Condigdes de carregamento, de contorno e de contacto

O carregamento mecéanico deste tipo de vigas foi efetuado por meio de duas cargas
concentradas, localizadas a um terg¢o do vao das vigas. Como se pode observar pela
Figura 5, este carregamento foi efetuado sobre chapas rigidas, que estavam apenas
apoiadas nas vigas, de modo a evitar a concentragao de esforgos na alma das vigas.
Analogamente, nos apoios também foram utilizadas chapas rigidas. Estas chapas
tinham uma espessura de 30 mm e um comprimento de 200 e 250 mm,
respetivamente, na zona de aplicagdo de carga e nos apoios, tal como, as utilizadas nos
ensaios experimentais. A carga aplicada correspondia a uma percentagem (30, 50 e
70%) do valor de calculo da resisténcia a encurvadura lateral a temperatura ambiente,

calculada de acordo com EN 1993-1-1:2004, EN 1993-1-3:2004 e EN 1993-1-5:2006.

A agdo térmica foi modelada através da insercdao de dois tipos de superficies na
envolvente da viga sujeito ao incéndio, nomeadamente, film condition e radiation to
ambiente que traduzem respetivamente os fendmenos de transferéncia de calor por
conveccao e radiacdo. De salientar ainda que foi considerado o valor de 0,3 para a
emissividade do aco, devido a superficie espelhante dos perfis de aco enformados a
frio, adquirida pelo revestimento de zinco. E, em relagdao a emissividade da fonte de
calor (resisténcias elétricas do forno) foi assumido o valor de 0,7 obtendo-se, assim,
uma emissividade resultante de 0,20 (0,3 x 0,7). Como o aquecimento imposto as vigas

seguiu de perto o desenvolvimento preconizado pela curva de incéndio padrdo ISO 834
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foi adotado o valor 25 W/m’K para o coeficiente de transferéncia de calor por

conveccao (EN 1993-1-2:2004).

No que diz respeito as condigdes de apoio, numa das chapas, onde as vigas foram
apoiadas, restringiram-se todos os graus de liberdade de translagdo dos nds
localizados na linha média da face inferior da chapa com direcdo perpendicular ao eixo
longitudinal da viga, a fim de modelar um apoio duplo (fig. 5). Neste sentido, na outra
chapa de apoio foi modelado um apoio simples, ou seja, todos os graus de liberdade
dos nés da respetiva linha média da chapa, com excegao dos da diregao longitudinal da
viga, também foram restringidos. Note-se que estas duas linhas médias distavam uma
da outra de 3 m, no caso da modelagdo das vigas ensaiadas pelos autores. Por fim,
com o intuito de impedir a rotacdo lateral e a rotacdo segundo o eixo de menor inércia
das vigas nos apoios, restringiram-se os graus de liberdade de translagdo com a
direcdo do eixo de maior inércia da secdo transversal da viga, nos nds das secOes
transversais localizadas nas extremidades dos apoios. O contacto entre as superficies
dos perfis das respetivas vigas foi modelado com um comportamento tangencial e
normal do tipo penalty. No comportamento tangencial foi assumido um coeficiente de
atrito entre os materiais de 0,2 e no normal foi admitido um comportamento duro
(hard contact), ou seja, toda o esforco normal de compressdo era transmitido
integralmente entre ambos os materiais. Por outro lado, no contacto entre os
parafusos e os perfis foi adotado um comportamento rough surface e hard contact,

respetivamente, para o comportamento tangencial e normal.
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Figura 5 — Modelo numérico utilizado na analise de elementos finitos: perspetiva (a),

corte (b)
3.5 Método de andlise

A anadlise numérica por elementos finitos foi assim realizada em trés fases. Primeiro foi
realizado uma analise de instabilidade elastica linear a fim de obter a configuracdo
inicial da viga com imperfeicdes geométricas. Posteriormente, foi efetuada uma
analise térmica para adquirir o desenvolvimento de temperaturas nas vigas ao longo
do tempo, quando estas sdao submetidas a uma taxa de aquecimento igual a
preconizada pela curva de incéndio padrdo ISO 834. E, por ultimo, foi feito uma analise
estatica nao-linear das vigas de ago enformadas a frio com imperfei¢des iniciais e
sujeitas simultaneamente a flexdo e a acdo térmica descrita anteriormente, com o
parametro de ndo-linearidade geométrica ativado (*NLGEOM=0N), de forma a ter em

conta o efeito dos grandes deslocamentos.
4 Validacdao do modelo numérico de elementos finitos

4.1 Deformagao

A Figura 6 apresenta a evolugdao dos deslocamentos verticais das vigas ensaiadas em
funcdo do tempo obtidos quer nos ensaios experimentais quer na analise por
elementos finitos (FEA). Pode-se assim observar que todas as curvas numéricas

tiveram uma tendéncia muito semelhante as obtidas experimentalmente, em especial
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as curvas das vigas que apresentam menor resisténcia ao fogo. Como esta
concordancia foi muito boa, significa que o modelo numérico desenvolvido é
possivelmente vélido e preciso para prever o comportamento estrutural de vigas de
aco enformadas a frio sujeitas a flexdo, em situacdo de incéndio e com diferentes
condicGes ou parametros que ndo avaliadas experimentalmente, assegurando assim
resultados numéricos fiaveis. Dos graficos a baixo, constata-se que o tempo critico
previsto pelo modelo desenvolvido foi respetivamente de 13,1; 14,9; 18,3 e 21,9
minutos para as vigas C, l-enrijecido, R e 2R (isto é, resisténcias ao fogo inferiores a
R30, de acordo com a EN 13501-2:2008), correspondendo as seguintes temperaturas
criticas de 666, 647, 652 e 706 2C. Note-se que estas temperaturas criticas foram
respetivamente 7, 11, 6 e 3 % menores do que as medidas experimentalmente em
média; indicando que os valores estimados estdo do lado da seguranca, mas também,

ndo excessivamente.
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Figura 6 — Diagramas deslocamento-tempo das vigas C (a), I-enrijecido (b), R (c) e 2R

(d) obtidos dos ensaios experimentais e das modelacdes numéricas
4.2 Modos de instabilidade

Os modos de instabilidade obtidos através do programa avancado de elementos finitos

Abaqus foram também bastante préximos aos observados nos ensaios (figs. 7 e 8). A
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modelacdo numérica aliada a andlise experimental permitiu também uma melhor
interpretacdo dos fendmenos reais que contribuiram para o colapso das vigas
ensaiadas. Deste modo, a viga C instabilizou primeiro por encurvadura lateral-torsional
e posteriormente por encurvadura local da alma na segao transversal a meio vao da
viga. A viga l-enrijecido instabilizou também por encurvadura lateral-torsional e por
encurvadura distorcional do banzo comprimido da viga (fig. 7). Por outro lado, a viga R
instabilizou primeiro por encurvadura distorcional do banzo comprimido do perfil U da
viga e em seguida simultaneamente por colapso da alma do perfil C e por encurvadura
lateral-torsional (fig. 8). Finalmente, a viga 2R, tal como a viga R, instabilizou primeiro
por encurvadura distorcional do banzo comprimido do perfil U e depois por
encurvadura lateral-torsional e por encurvadura local na alma ao longo do

comprimento do outro perfil U.

b)

Figura 8 — Deformada da viga R apds ensaio obtida da andlise experimental (a) e

numeérica (b)
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5 Anadlise de sensibilidade de importantes parametros

Apds a validacdo do modelo numérico de elementos finitos desenvolvido, um estudo
paramétrico foi realizado de modo a estudar o desempenho ao incéndio das vigas de
aco enformadas a frio, variando diferentes parametros, nomeadamente, o nivel de
carga inicial aplicado nas vigas (LL ou Mygern/Mprd), © comprimento das vigas
(esbelteza, 1) e a grandeza das imperfei¢Ses iniciais geométricas globais para as vigas C
e l-enrijecido e das imperfei¢gdes de distor¢ao para as vigas R e 2R. Note-se que na
referéncia das sec¢des (C-250-43-15-2.5, 1-250-43-15-2.5, R-250-43-15-2.5 e 2R-250-43-
15-2.5), o primeiro conjunto de carateres diz respeito ao tipo de viga e os nimeros
seguintes respetivamente a altura da sec¢do transversal, a largura do banzo, ao
comprimento do enrijecedor e a espessura do perfil C que faz parte da secdo
transversal da respetiva viga em estudo; ou seja, procurou-se analisar que efeito
existiria na temperatura critica das vigas variando aqueles parametros, mas mantendo
as mesmas dimensdes das se¢bes transversais das vigas ensaiadas em laboratdrio (fig.

1).

Deste modo, (i) 30, 50 e 70 % do valor de calculo da resisténcia a encurvadura lateral a
temperatura ambiente das respetivas vigas foram utilizados para os diferentes niveis
de carregamento inicial aplicado nas vigas, (ii) 2, 3, 4 e 5 m de comprimento de vao
foram utilizados para variar a esbelteza das vigas, (iii) L/5000, L/1000 e L/200 foram
usados como sendo as imperfei¢des iniciais geométricas globais maximas das vigas C e
I-enrijecido e, por fim, (iv) 0,25 t, 1 t e 2 t foram empregues como sendo as
imperfeicGes iniciais geométricas de distorcdo maximas das vigas R e 2R. Repare-se
que o estudo da influéncia destas imperfei¢des foi efetuado para um vao de 4 m de
comprimento (mais corrente em edificios habitacionais e de escritérios) e que apenas
foi avaliada a influéncia da grandeza da imperfei¢ao que correspondeu ao principal

modo de instabilidade das vigas.

Como resultados desta pesquisa, observou-se que a temperatura critica diminuiu com
o aumento da esbelteza, do nivel de carregamento e das imperfeicGes geométricas
iniciais (figs. 9 e 10). Contudo, pode-se aferir que o nivel de carregamento foi, de
longe, o parametro que mais afetou o comportamento estrutural das vigas. Por

exemplo, quando o comprimento do vao da viga C aumentou de 2 (1.11 de esbelteza
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normalizada) para 5 m (2.47 de esbelteza normalizada), a temperatura critica diminuiu
em 10 e 40% para 30 e 70% de nivel de carregamento (fig. 9a), respetivamente.
Contudo, no caso das vigas R, a temperatura critica diminuiu ainda em cerca de 10 e

70% (fig. 9c), respetivamente.

Relativamente as imperfei¢des geométricas iniciais nos provetes, verificou-se que as
vigas l-enrijecido foram as mais afetadas, chegando mesmo a perder quase 60% na
temperatura critica quando o nivel de carregamento na respetiva viga era de 70% (fig.
10b). Por contraste, as vigas 2R foram a menos afetadas pelas imperfeicGes
responsaveis pelo seu colapso (fig. 10d), podendo significar que a partir de um dado
afastamento entre parafusos, este pode comprometer muito mais o comportamento a

flexdo das respetivas vigas do que a préopria grandeza destas imperfeicoes.
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Figura 9 — Temperaturas criticas das vigas C (a), l-enrijecido (b), R (c) e 2R (d) em

funcdo da esbelteza normalizada para diferentes niveis de carregamento
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Figura 10 — Influéncia das imperfeicdes geométricas iniciais na temperatura critica das

vigas C (a), l-enrijecido (b), R (c) e 2R (d) para diferentes niveis de carregamento
6 Conclusoes

No presente trabalho de pesquisa foi apresentado, analisado e avaliado o
comportamento a flexdo em situacdo de incéndio de vigas em aco enformadas a frio
frequentemente utilizadas na construgdo metalica com este tipo de perfis. Deste
modo, inicialmente os autores realizaram um conjunto de ensaios experimentais de
flexdo de quatro pontos a altas temperaturas, com o especial intuito de avaliar a
temperatura critica e os modos de instabilidade a flexdo deste tipo de vigas.
Posteriormente, desenvolveu-se e calibrou-se um modelo numérico de elementos
finitos com recurso ao programa de elementos finitos Abaqus e com base nos
resultados experimentais previamente obtidos. Neste sentido, procurou-se simular a
resisténcia ao fogo deste tipo de vigas, mas com caracteristicas diferentes das
ensaiadas em laboratdério, a fim de aumentar o espectro de conhecimento dos
fenédmenos que possam afetar o comportamento estrutural ao incéndio das vigas em

aco enformadas a frio.
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Esta pesquisa permitiu assim concluir fundamentalmente e como era de esperar que
este tipo de vigas apresenta uma resisténcia ao fogo baixa (menor que 30 minutos) e
que sdao muito suscetiveis a fendmenos de instabilidade global e distorcional. De
salientar ainda, que os fendmenos de instabilidade global foram os principais
responsaveis pelo colapso das vigas de se¢dao aberta e que os fendmenos de

instabilidade distorcional foram os das vigas de sec¢do fechada.

Outra importantissima conclusdo a retirar deste estudo foi que quanto maior for o
nivel de carregamento e maior for a esbelteza normalizada para a encurvadura lateral,
menor é a temperatura critica das vigas. No entanto, para as vigas C e R quando o
carregamento inicial correspondeu a 30% do valor de calculo de encurvadura lateral a
temperatura ambiente, a temperatura critica praticamente se manteve nos 7002C para
qualquer valor de esbelteza. Outra importante observacdo foi que as vigas de secdao
fechada (R e 2R) mostraram um melhor desempenho ao incéndio (maior resisténcia ao
fogo) do que as vigas de se¢do aberta (C e I-enrijecido), apesar de na maioria dos casos
a temperatura critica das vigas de secdo fechada terem sido inferiores as das vigas de
secdo aberta. Note-se que as vigas de secdo fechada podem ter um aumento em cerca
de 50 % na resisténcia ao fogo, comparativamente com as vigas de se¢ao aberta com

igual nimero de perfis.

Por fim, os resultados demostraram ainda a importancia que é utilizar, no
dimensionamento ao incéndio das respetivas vigas, imperfeicdes e cargas de servico
tdo proximas quanto as que se poderdo constar realmente neste tipo de edificios
aquando de uma possivel situacdo de incéndio, uma vez que as imperfeicbes podem
afetar a temperatura critica dos elementos a flexao em 20 % e a carga de servico em

70 %.
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